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α . . . . . . . . . . . . . . Parameter der Rissöffnungsbeziehung nach Ibrahim et. al. [132]
β . . . . . . . . . . . . . . Parameter der Rissöffnungsbeziehung nach Ibrahim et. al. [132]
∆ . . . . . . . . . . . . . Schwingweite
∆p . . . . . . . . . . . . Druckschwingweite; bei Betriebsbelastung Druckschwingweite des größten Lastwech-
sels
∆pi . . . . . . . . . . . Druckschwingweite des Horizontes i
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Symbolverzeichnis
∆plg . . . . . . . . . . mittlere dauerfeste Druckschwingweite
 . . . . . . . . . . . . . . Dehnung
γ . . . . . . . . . . . . . . Parameter der Rissöffnungsbeziehung nach Ibrahim et. al. [132]
γ . . . . . . . . . . . . . . Risswachstumsparameter
γ . . . . . . . . . . . . . . effektives Rissöffnungsverhältnis; γ = Kop/Kmax
ΓB . . . . . . . . . . . . Länge der invertierten Oberflächenkontur
ΓS . . . . . . . . . . . . Länge der invertierten Risskontur
µ . . . . . . . . . . . . . . Mittelwert der Grundgesamtheit
µ . . . . . . . . . . . . . . Querdehnzahl
φ . . . . . . . . . . . . . . Winkel
ρQ . . . . . . . . . . . . Abstand zwischen Rissfront und Einzellastangriffspunkt Q
σ . . . . . . . . . . . . . . Spannung
σ . . . . . . . . . . . . . . Standardabweichung der Grundgesamtheit
σeig . . . . . . . . . . . Eigenspannung
σF . . . . . . . . . . . . Fließspannung für elasitsch idealplastisches Werkstoffverhalten
σ˜ . . . . . . . . . . . . . . wirksame Spannung nach Richter [232]
σy . . . . . . . . . . . . . Fließspannung
Tiefgestellte Symbole
0 . . . . . . . . . . . . . . Bezugswert
φ . . . . . . . . . . . . . . auf Umfangsrichtung bezogen
a . . . . . . . . . . . . . . Amplitude
B . . . . . . . . . . . . . Bruch
cl . . . . . . . . . . . . . Schließen (closure)
d . . . . . . . . . . . . . . dauerfest
eff . . . . . . . . . . . Effektivwert
el . . . . . . . . . . . . . elastisch
Exp . . . . . . . . . . . experimentell
V or . . . . . . . . . . . Vorhersage
F . . . . . . . . . . . . . nach Faupel [83]
i . . . . . . . . . . . . . . Index
lg . . . . . . . . . . . . . der logarithmischen Merkmalsgröße
m . . . . . . . . . . . . . Mittelwert
max . . . . . . . . . . . Maximalwert
min . . . . . . . . . . . Minimalwert
op . . . . . . . . . . . . . Öffnen (opening)
p . . . . . . . . . . . . . . vollplastisch
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Symbolverzeichnis
el . . . . . . . . . . . . . plastisch
th . . . . . . . . . . . . . Schwellwert (Threshold)
v . . . . . . . . . . . . . . Vergleichswert
Hochgestellte Symbole
af . . . . . . . . . . . . . aus Autofrettage
betr . . . . . . . . . . . aus Betriebsbeanspruchung
Abkürzungen
AiF . . . . . . . . . . . Arbeitsgemeinschaft industrieller Forschungsvereinigungen „Otto von Guericke“ e.V.
BF . . . . . . . . . . . . Betriebsfestigkeit
BV . . . . . . . . . . . . Bohrungsverschneidung
DF . . . . . . . . . . . . Dauerfestigkeit
FE . . . . . . . . . . . . Finite Elemente
FEM . . . . . . . . . . Finite-Elemente-Methode
FVV . . . . . . . . . . Forschungsvereinigung Verbrennungskraftmaschinen e.V.
SSZ . . . . . . . . . . . Start-Stopp-Zyklen
VL60 . . . . . . . . . . Verteilerleiste mit Außendurchmesser da = 60 mm
ZF . . . . . . . . . . . . Zeitfestigkeit
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1 Einleitung
In der vorliegenden Arbeit werden Lebensdauervorhersagemethoden für innendruckbeanspruch-
te Bauteile entwickelt und auf der Grundlage umfangreicher experimenteller Untersuchungen
bewertet. Bereits 1833 entwickelten Lamè und Clapeyron [161] elastizitätstheoretische Lö-
sungen für dickwandige Zylinder, deren Spannungen - im Gegensatz zu dünnwandigen Zylin-
dern - nicht mehr konstant über die Wanddicke sind. Die Grundlagen der Hochdrucktechnologie
wurden ab 1905 von P. W. Bridgman [47,48] entwickelt, um die physikalischen Eigenschaften
von Werkstoffen unter hohem Druck untersuchen zu können. P. W. Bridgman erhielt 1946
den Nobelpreis in Physik [17] für die Entwicklung einer Höchstdruckapparatur und für die Ent-
deckungen auf dem Gebiet der Hochdruckphysik1. Jacob [135] beschrieb 1909 als Erster die
Autofrettage2 als verfahrenstechnischen Prozess zur Schwingfestigkeitssteigerung für Bauteile
unter zyklischer Innendruckbeanspruchung.
Generell kann die Steigerung der Schwingfestigkeit eines Bauteils durch lokale Schwingfestig-
keitserhöhung und/oder durch lokale Beanspruchungsreduktion realisiert werden. Weil lokalen
Schwingfestigkeitserhöhungen werkstofftechnische Grenzen gesetzt sind, können lokale Bean-
spruchungsreduktionen, z. B. durch Formoptimierung, i. A. bessere Ergebnisse erzielen.





















Bild 1.1. Auf den Innendruck bezogene von Mises Vergleichsspannung an der Innenoberfläche für
Hohlkugel und Rohr (Randbedingung: geschlossene Enden) unter Innendruck
Der Formoptimierung sind bei dickwandigen innendruckbeanspruchten Bauteilen jedoch Gren-
zen gesetzt. Dies wird im Folgenden an den geometrisch einfachsten und spannungsmechanisch
optimalen Bauteilen für Innendruckbeanspruchung dargelegt. Bild 1.1 zeigt die auf den In-
1The Nobel Prize in Physics 1946: „for the invention of an apparatus to produce extremely high pressures,
and for the discoveries he made therewith in the field of high pressure physics“
2Autofrettage: Selbstumreifung
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nendruck bezogene Vergleichsspannung an der Innenoberfläche der Hohlkugel und des geraden
Rohres über dem Durchmesserverhältnis3. Ab einem Durchmesserverhältnis von ca. 3 sind nur
noch unbedeutende Beanspruchungsreduktionen möglich.
Das erfolgreichste Verfahren zur Steigerung der Schwingfestigkeit von Hochdruckbauteilen ist
die Autofrettage. Hier erzeugt eine einmalige Drucküberlast tief ins Bauteil reichende Druck-
eigenspannungsfelder. Im Vergleich zu nicht autofrettierten Hochdruckbauteilen führen diese
Druckeigenspannungsfelder zu extrem hohen Rissstillstandsdauerfestigkeiten und in der Zeit-
festigkeit zur Erhöhung der Lebensdauer in der Anriss- und insbesondere in der Rissfortschritts-
phase. Während die Vorhersage der Anrisslebensdauer mit dem Örtlichen Konzept Stand der
Technik ist, werden die für die praktische Auslegung geeigneten Vorhersagemethoden des Riss-
fortschrittes erstmals in dieser Arbeit entwickelt und verifiziert. Das Rissfortschrittsmodell
beinhaltet im Wesentlichen die Simulation
• der Risspitzenbeanspruchung auf Basis einer 3D-Gewichtsfunktion [197] für einen ebe-
nen Riss unter Beanspruchung senkrecht zur Rissebene4 (Aufgrund der Symmetrie vie-
ler Hochdruckbauteile, z. B. Bilder 1.2 und 1.3, erfolgt das stabile Risswachstum der
Langrissphase ausschließlich unter Mode I Beanspruchung in einer Ebene.) und
• der Autofrettage zur Eigenspannungsermittlung durch getrennte Berechnung des Be-
und Entlastungsschrittes und anschließende Superposition der Spannungen (ohne ein
komplexes Plastizitätsmodell wie z. B. das Döring-Plastizitätsmodell [75]).
Bild 1.2. Common Rail schematisch, Halbmo-
dell
Bild 1.3. Bruchfächenaufnahme Common Rail,
Riss ausgehend von Bohrungsver-
schneidung
Gegenüber diesem Rissfortschrittsmodell erlaubt die explizite Simulation mit Hilfe der Finite
Element oder Boundary Element Methode auch die Erfassung von Mixed Mode Beanspru-
chung5, sie ist jedoch derzeit für die praktische Auslegung numerisch noch zu aufwendig.
Zur Verifikation der Vorhersagemodelle wurden im Rahmen dieser Arbeit die Zeit-, Dauer- und
Betriebsfestigkeit von Kreuzbohrungen im autofrettierten Zustand und im nicht autofrettierten
Zustand, einer Hochdruckverteilerleiste und einem Common Rail Stück experimentell bestimmt
(∼ 250 Einzelergebnisse). Zusätzlich wurden zur Verifikation Versuchsergebnisse aus früheren
Forschungsvorhaben (Autofrettage I-III [254,251,71]) herangezogen.
3analytische Lösungen: [161,124,56,249]
4Mode I Beanspruchung
5Kombination von mindestens 2 Grundlastfällen entsprechend Bild C.1
16
1 Einleitung
Die Arbeit gliedert sich wie folgt:
• Kapitel 2 gibt einen Überblick über die Anwendung der Hochdrucktechnik, den Stand
der Forschung auf dem Gebiet Autofrettage und die in der Literatur beschriebenen Mög-
lichkeiten der Rissfortschrittssimulation.
• Die für die Autofrettagesimulation notwendigen Versuche zur Bestimmung der Werkstoff-
parameter werden in Kapitel 3 beschrieben.
• Experimentelle Untersuchungen an Bohrungsverschneidungen werden im Kapitel 4 do-
kumentiert.
• Die Module des Berechnungsverfahrens werden in Kapitel 5 auf Basis einer Literaturaus-
wertung ausgewählt.
• Die Simulaton des Rissfortschrittes für die Kreuzbohrungen mit dem in Kapitel 4 vorge-
stellten Parameterfeld und die Untersuchung der Sensitivität ausgewählter Berechnungs-
parameter erfolgt in Kapitel 6.
• Die Anwendung des Berechnungsverfahrens auf eine Hochdruckverteilerleiste, ein Com-
mon Rail Stück und weitere aus der Literatur bekannte Bauteile mit Bohrungsverschnei-
dung werden in Kapitel 7 im Vergleich zu den experimentellen Befunden behandelt.
• Die statistische Auswertung der Vorhersagegüte des Verfahrens und die Bewertung der
Ergebnisse wird in Kapitel 8 vorgenommen.
• Kapitel 9 enthält eine Zusammenfassung der Arbeit und gibt einen Ausblick auf in Zu-
kunft notwendigen Forschungsarbeiten.
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2 Entwicklung und Stand der Forschung
2.1 Stand der Anwendung der Hochdrucktechnik
Ohne Anspruch auf Vollständigkeit gibt dieses Kapitel einen Überblick über die verschiedenen
technischen Anwendungsfelder der Hochdrucktechnik6,7,8.
Der Prozess der künstlichen Diamantherstellung wurde 1954 bei General Electric (55000 bar,
1450◦C) entwickelt [52]. Heutzutage werden auch andere Kristalle, insbesondere Halbleiterein-
kristalle, unter Hochdruck gezüchtet [43].
Die Geschichte des Heißisostatischen Pressens begann 1955 in den Battelle Columbus Labora-
tories mit dem Gas Pressure Bonding. Dieses Verfahren wurde angewendet, um aus Zirkonium
eine Zirkonium-Uran Legierung herzustellen, die zum Ummanteln von nuklearen Kernbrennstä-
ben verwendet wurde. Von den dortigen Wissenschaftlern ist ein Verfahren entwickelt worden,
das Temperaturen von 870 ◦C und einem Druck von über 690 bar erfordert. Die Entwicklung
des Druckbehälterkonzeptes wurde in Zusammenarbeit mit der Firma Autoclave durchgeführt
und basiert auf einem internen beheizten Raum und auf einem kalten Außenbehälter, um die
erforderliche Festigkeit zu erzielen. 1962 kamen erneut Anforderungen aus der Nukleartechnik
für pulvermetallurgisch hergestellte Bauteile, die den Nachbeandlungsprozess des Hot Isostatic
Pressing (HIP) durchlaufen. Es wurden bis zu 1650 ◦C und 3450 bar erreicht. Parallel dazu
wurde der Prozess des Cold Isostatic Pressing (CIP) entwickelt. Um die erforderliche Qualität
zu erhalten, sind oft mehrere Vorgänge bei höheren Drücken notwendig. Das Heißisostatische
Pressen (HIP) wird im Automobilbau u. a. für die Nachbehandlung von Bauteilen aus Leicht-
metallgußlegierungen verwendet, um die Porosität zu verringern und die Schwingfestigkeit zu
erhöhen. Pulvermetallurgisch hergestellte Bauteile werden nach der mechanischen Bearbeitung
heiß isostatisch gepresst9.
Die Geschichte des Polyethylens beginnt in den Imperial Chemical Industries Limited (ICL)
1932 (UK). Bridgmen [47] und andere zeigten, dass der Druck einen großen Einfluss auf die
Polymerisation des Ethylens hat. 1933 wurde eine Reaktion von Ethylen und Benzolaldehy-
den ausprobiert (170 ◦C, 1380 bar). Es wurde von Gibson eine weiße wachsartige Substanz
gefunden, die ein Polymer des Ethylens war. Mit verbesserter Technik wurde das Experiment
1935 wiederholt. Als die Temperatur 180 ◦C erreichte, fiel der Druck ab und stieg wieder auf
den Originalwert an. Nach dem Ablassen des Drucks wurden ca. 8 g Polyethylen vorgefunden.
Wie sich später herausstellte, war dieses Experiment nur erfolgreich, weil Ethylen nachgefüllt
wurde, um den Druckverlust durch ein Leck auszugleichen. Dieses frische Ethylen beinhaltete
die richtige Menge an Sauerstoff, um die Reaktion zu katalysieren. Aufgrund der exothermen
6siehe Kendall [145]
7Finite Elements in The Analysis of Pressure Vessels and Piping: Mackerle [178,175,176,177]
8geschichtliche Übersicht: High Pressure/High Temperature Data Center: [4]
9bis 2000bar und 1400 ◦C
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2 Entwicklung und Stand der Forschung
Bild 2.1. Common Rail System (Volkswagen AG)
Eigenschaft der Polymerisation werden vorwiegend Zylinder mit kleinerem Durchmesser ge-
baut, um die Wärme abzuführen. Die Herstellung von Low Density Polyethylen (LDPE) wird
bei Drücken von ca. 2000 bar durchgeführt [109,245,226].
Die Anwendung der Hochdrucksterilisation [68,154,93,57] beginnt ca. 1990 [106]. Es ist bekannt,
dass bei Drücken um die 4000bar Mikroorganismen abgetötet und Enzyme denaturiert werden.
Das erste kommerzielle Produkt war Guacamole, das von der Firma Avomex Inc., Keller (Tx)
hergestellt wurde. Ein weiterer interessanter Anwendungsbereich ist die Hochdrucksterilisation
von stark säurehaltigen Lebensmitteln wie z. B. Fruchtsäfte. Auch für andere Lebensmittel,
wie z. B. Fleisch und Fisch, ist die Hochdrucksterilisation interessant.
Bei der Innenhochdruckumformung [19,13] wird ein rohrförmiges Werkstück in einem geschlos-
senem Werkzeug durch Innendruck umgeformt [19, 13]. Im moderen Motorenbau werden die
Nocken der Nockenwelle nicht aufgeschrumpf, sondern die Hohlwelle durch den Innendruck
aufgeweitet, um den Presssitz zu erhalten.
Das Hochdruckwasserstrahlschneiden [269, 128] wird bei Drücken bis zu 7000bar angewendet.
Der Vorteil des Wasserstrahlschneidens ist, dass keine Wärme durch den Schneideprozesss
eingebracht wird und somit keine Gefügeveränderungen stattfinden können.
Ab 1987 wurden direkteinspritzende PKW-Dieselmoten10,11,12 in Großserie gefertigt, zuerst
beim Fiat Croma TD i.d. Audi kombinierte im Audi 100 TDI erstmals im PKW Bereich die
Dieseldirekteinspritzung mit einem Abgasturbolader und hat damit dem direkteinspritzenden,
schnelllaufenden Dieselmotor zum Durchbruch verholfen. Das von der ETH Zürich 1976 entwi-
ckelte Common-Rail System wurde im PKW Bereich erstmals 1997 durch Fiat in Zusammen-
arbeit mit Magneti Marelli und Bosch13 im Alfa Romeo 156 JTD 1997 präsentiert. Ein Jahr
später führte Mercedes Benz mit dem C220 CDI das Common Rail System ein. Den ersten
Sieg eines Fahrzeuges mit Dieselmotor bei einem Langstreckenrennen erreichte ein BMW 320d
1998 bei dem 24-Stunden-Rennen auf dem Nürburgring. Die Diesel-Rennwagen Audi R10 TDI
gewannen ab 2006 mehrere Langsteckenrennen, u. a. 24 h von Le Mans und 12 h von Sebring.
Die Autofrettage, d. h. das einmalige Aufbringen eines weit über dem späteren Betriebsdruck
liegenden Druckes, wird eingesetzt für:
10aus [10,11,8, 9, 20,126,224,28]
11Dieselmotoren für maritime Anwendungen: siehe [297]
12Dieselflugmotoren, z. B. [21,22]
13Bosch kaufte Ende 1993 die Patente und entwickelte das Common-Rail-System zur Serienreife.
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2.2 Entwicklung und Stand der Forschung auf dem Gebiet der Autofrettage
• Komponenten von Dieseleinspritzsystemen, z. B. Dieseleinspritzleitungen [121,112], Com-
mon Rails [227,28]
• Erdgasdruckbehälter für Kraftfahrzeuge [1, 206]
• Druckleitungen für Offshoreanwendungen [78]
• Waffentechnik, z. B. 120 mm M256 Kanone des Abrams M1A1 Panzer [54]
2.2 Entwicklung und Stand der Forschung auf dem Gebiet
der Autofrettage
Durch eine (Zug-)Überlastung, die in einem metallischen Bauteil lokale Beanspruchungen über
der Elastizitätsgrenze erzeugt, werden nach Entlastung an diesen Punkten Druckeigenspan-
nungen14 eingeprägt. Für innendruckbeanspruchte Bauteile wird die einmalige Überlast als
Autofrettage15 bezeichnet. Beispielhaft entsteht bei einem Rohr dabei ein Eigenspannungszu-
stand, bei dem ringförmig Zugspannungen an der Außenseite mit den Druckspannungen im
Inneren im Gleichgewicht stehen.
Die Autofrettage16 fand zuerst in der Waffentechnik Anwendung. Im späten Mittelalter wurden
die ersten Schüsse aus einer Kanone mit Übermaßkugeln abgefeuert. Es hatte sich gezeigt, dass
durch den ersten Schuss mit einer Übermaßkugel eine Überbelastung aufgebracht wurde, die
die Funktionsfähigkeit nachweist17 und die Lebensdauer der Kanone steigert.
Die erste verfahrenstechnische Beschreibung des Autofrettagevorganges wurde durch Jacob
1909 [135] veröffentlicht. Die Autofrettage wurde gezielt erstmals 1913 in Frankreich einge-
setzt. Der Einfluss der eingebrachten Druckeigenspannung auf die Ermüdung und den Bruch
wurde jedoch noch nicht verstanden. Während des 2. Weltkrieges verwendete man für Kano-
nen niedrigfeste Stähle, weil die Legierungselemente nur in geringer Menge verfügbar waren.
Die Kanonenrohre wurden kaltverfestigt, in dem sie in einen dickwandigen Zylinder gesteckt
wurden und der Innendruck im Rohr solange erhöht wurde, bis die Kanonenrohraußenwand
Kontakt mit dem Zylinder hatte. Dadurch vergrößerte sich der Innendurchmesser um 6 %. Von
der US-Army wurde das Watervliet Arsenal gegründet, um die Autofrettage an Kanonenroh-
ren aus hochfesten, niedriglegierten Werkstoffen weiterzuentwickeln. Für die Druckerzeugung
verwendete man hydraulische Druckübersetzer, die selbst festigkeitskritsch sind. Ein großes
Problem blieb deshalb die Zuverlässigkeit der hydraulischen Druckübersetzer, die mit maximal
10350 bar arbeiteten.
Die US-Army entwickelte die Swage Autofrettage [212, 133]. Ein (Übermass)-Dorn aus Wolf-
ramkarbid wurde mechanisch durch eine Rohr gepresst. Um die Reibung zu reduzieren und eine
Kaltverschweißung von Rohr und Dorn zu verhindern, wurde die Rohrinnenfläche phosphatiert
und ein Schmiermittel verwendet. Anfangs brachte man die benötigten Kräfte mechanisch über
einen Stößel auf. Aufgrund der Länge des Stößels ist bei langen Rohren der Stößel erheblich
knickgefährdet. Die Anwendung von hydraulischem Druck löste das Problem der Kraftaufbrin-
14Eigenspannungen infolge Überlast (engl: proof load) siehe Tipton und Sorem [279]
15deutsch: Selbstumreifung
16Geschichte der Hochdrucktechnik: aus Kendall [145]
17im heutigen Sinne Qualitätssicherung und Abnahmetest
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gung (Hydraulic Swage Autofrettage), Bild 2.2. Der Vorteil der Hydraulic Swage Autofrettage
ist der niedriegere Druck im Vergleich zur direkten hydraulischen Autofrettage, was die Zuver-
lässigkeit des Autofrettageprozesses erhöht.
Bild 2.2. Hydraulic Swage Autofrettage, aus [145]
Hill [124] veröffentlichte 1951 eine analytische Beschreibung der Spannungen durch die Auto-
frettage an einem dickwandigen Rohr. Das Werkstoffverhalten wurde als elastisch-idealplastisch
für den Belastungsvorgang und ausschließlich elastisch für den Entlastungsvorgang angenom-
men.
Für die Modellierung des Autofrettagevorgangs ist die Berücksichtigung des Bauschinger-
Effektes18,19 [36] von zentraler Bedeutung. Den Bauschinger-Effekt beobachtete man zuerst
als Vergrößerung der Verformungen (Dehnungen), wenn eine Zugprobe mit einer Druckkraft
beaufschlagt wurde, die zuvor mit der betragsmäßig gleich großen Zugkraft belastet war.
Die Berechnung mit elastischer Entlastung oder mit verdoppelter Zugversuchskurve20 führt zu
einer Überschätzung der Druckeigenspannungen [58, 215, 208, 209, 284] für höhere Autofretta-
gedrücke.
Von Throop und Fujczak [274] sind Ermüdungsschwelltests (pmin = 280 bar, pmax =
3300 bar) an dickwandigen Zylindern (da/di = 360 mm / 180 mm, Closed Ends Condition)
durchgeführt worden. Das Material ist durch eine Streckgrenze von 1172 MPa und eine Bruch-
zähigkeit von KIc = 154 MPa
√
m gekennzeichnet. Gemessen wurden die Umfangsdehnungen
an der Außenseite sowie die Risstiefen mit Ultraschalltechnik. Analytisch wurden diese Außen-
dehnungen als Superposition der Lamé Lösung und der Biegebeanspruchung berechnet. Die
Parameter
• Autofrettagedruck ( 0 % , 30 % und 60 % Plastizierung der Wanddicke21),
• Anfangsrissgeometrie
– a/2c = 6, 4 mm/500 mm,
– a/2c = 6, 4 mm/200 mm,
– a/2c = 6, 4 mm/6, 4 mm und
• Anzahl der Risse (1, 2 und 4)
variierten dabei.
Von Parker et. al. [217] sind Lebensdauerberechnungen für dickwandige Zylinder durchgeführt
worden. Die berechneten Lebensdauern der nichtautofrettierten Variante betragen nur 1/4 der
experimentellen Lebensdauern. Das führen die Autoren auf folgende mögliche Ursachen zurück:
18Das transiente Verhalten vom Übergang der Erstbelastungs- zur Erstentlastungskurve wird in der Plastizi-
tätstheorie als Nicht-Masingverhalten [29,75] bezeichnet.
19Relevanz des Bauschinger Effektes: z. B. Vorverformungen von Stahlträgern [105], Umformsimulation (Blech-




2.2 Entwicklung und Stand der Forschung auf dem Gebiet der Autofrettage
• Mehrfachrisse22, die die Risspitzenbeanspruchung herabsetzen
• das Vorhandensein von Eigenspannungen
Die autofrettierten Varianten sind mit „idealen Eigenspannungsfeldern“ berechnet worden. So
vergrößert sich die rechnerische Lebendauer um den Faktor 5 bei Erhöhung des Autofrettage-
grades von 30 % auf 60 % Plastizierung der Wand. Die experimentelle Lebensdauer erhöht sich
aber nur um den Faktor 1, 4 bei Erhöhung des overstrains von 30 % auf 60 %. Dieser Unter-
schied rechnerischer und experimenteller Lebensdauererhöhung wird von den Autoren in der
Nichtberücksichtigung des Bauschinger Effektes gesehen.
Tan [272] wendet die Randelementmethode an, um den Einfluss auf die Eigenspannungsvertei-
lung durch das Einbringen einer Querbohrung nach der Autofrettage zu quantifizieren. Tans
Berechnungen zeigen, dass z. B. für ein Durchmesserverhältnis von da/di = 2, 0 die Wand nur
35 % durch die Autofrettage plastizieren darf, damit durch das Einbringen der Querbohrung
und die damit verbundene Störung des Eigenspannungszustandes keine erneute Plastizierung
stattfinden kann.
Rees [230] veröffentlichte ein Verfahren zur Lebensdauerberechnung dickwandiger Zylinder.
Der Schwerpunkt seiner Untersuchung war die Eigenspannungs- und Spannungsintensitäts-
berechnung und deren Einfluss auf die rechnerische Lebensdauer. Für die Eigenspannungs-
berechung wird eine kinematische Materialverfestigung angenommen. Mit den rechnerischen
Lebensdauern aus den Spannungsintensitätsfaktoren (SIF), ermittelt nach Bowie und Free-
se [44], ergeben sich gute Übereinstimmungen mit experimentellen Ergebnissen. Für die Be-
stimmung der Rissfortschrittsgeschwindigkeit wurde ein Kmax-Konzept verwendet. Fraglich
scheint, wie die Qualität der Ermittlung der Spannungsintensitätsfaktoren durch den Vergleich
von rechnerischen zu experimentellen Lebensdauern geführt werden kann, wenn die grob ange-
näherten Eigenspannungsverläufe ohne Berücksichtigung des Bauschinger Effektes berechnet
worden sind.
Vetter et. al. [291,292] stellen eine Untersuchung zur Schwingfestigkeit unter Innendruckbe-
lastung von Rohrproben aus denWerkstoffen X5CrNiMoCu21 8 (Uranus 50) und X5CrNiM16 5
für die Parameter Querbohrung und Autofrettage vor. An nicht autofrettierten Rohrproben
ohne und mit Querbohrung untersuchten sie den Einfluss der Entnahmerichtung. Die Rohrpro-
ben mit Querbohrung wurden aus Blöcken in Längs- und Querrichtung entnommen sowie aus
Rundmaterial hergestellt. So zeigte sich, dass die Dauerfestigkeit der Proben in Längsrichtung
gegenüber den Proben in Querrichtung von 3000 bar auf 2700 bar abfällt. Für die Proben aus
Rundmaterial sinkt die Dauerfestigkeit nochmals auf unter 2300 bar. An quergebohrten Roh-
ren konnte der Einfluss der Entnahmerichtung auf die Dauerfestigkeit nicht festgestellt werden.
Diese experimentellen Befunde sind nach der Meinung des Verfassers wie folgt erklärbar:
• Die Schwingfestigkeit der dickwandigen Rohre wird durch den Anriss bestimmt. Somit
haben die unterschiedlichen Entnahmerichtungen aufgrund unterschiedlicher Benspru-
chungsrichtungen direkten Einfluss auf die Schwingfestigkeit. Für das Rundmaterial mit
dem größten Verstreckungsgrad und der geringsten Festigkeit in Querrichtung ist somit
auch die Innendruckschwellfestigkeit am geringsten.
22Von Perl und Ostraich wurde das Autfreten von Mehrfachrisssen in dickwandigen, autofrettierten Zylin-
dern untersucht [221].
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• Die Schwingfestigkeit der quergebohrten Rohre ist maßgeblich durch den Rissfortschritt
bestimmt. Die Rissfortschrittsparameter sind im Wesentlichen unabhängig vom Werk-
stoffzustand, siehe Vormwald [293]. Somit hat die Entnahmerichtung auch keinen Ein-
fluss auf die Innendruckschwellfestigkeit der quergebohrten Rohre.
Kiciak et. al. [150] untersuchten analytisch den Einfluss der Autofrettage auf den Rissfort-
schritt in dickwandigen Zylindern. Für ein Durchmesserverhältnis von da/di = 2, 0 wurde der
nicht autofrettierte sowie der autofrettierte Zustand mit 30 % und 60 % Plastizierung der Wand
durch Autofrettage analysiert. Die experimentellen Untersuchungen an Rohren stammen von
Throop und Fujczak [274]. Zur Bestimmung der Risslängen verwendete man die Ultra-
schallmethode [65], die eine Genauigkeit der Risslängenmessung von ±1/20 inch (±1, 27 mm)
ermöglichte. Für die analytischen Untersuchungen wurde die Gewichtsfunktion nach Shen und
Glinka [256] herangezogen. Zur Beschreibung der R-Abhängigkeit des Rissfortrittes ist auf
die Beschreibungen von Schijve [246] und Kurihara [160] zurückgegriffen worden. Die Be-
rechnung erfolgte mit zwei verschiedenen Sätzen von Parametern der Rissfortschrittsgleichung
nach Paris und Erdogan [205]. Die Berechnungsergebnisse zeigen den vorteilhaften Effekt
der Autofrettage. Es gibt deutliche Abweichungen zwischen den Rissfortschrittsberechnungen
und den experimentellen Befunden. Die Autoren diskutieren die möglichen Ursachen:
• das Entstehen von Mehrfachrissen in schwach gekerbten Strukturen, Parker
et. al. [217],
• die Annahme eines halbelliptischen Anrisses als Vereinfachung,
• keine Angaben zur Genauigkeit der Eigenspannungsmessungen von Throop
und Fujczak [274],
• Abweichung der bezogene Risstiefe a/t mit den dazugehörigen berechneten Le-
bensdauern von den experimentellen Ergebnissen (Als Grund für dieses Verhal-
ten wird das falsch modellierte Risslängenverhältnis a/c vermutet. Es konnte
beobachtet werden, dass die Rissinitiierung an der Oberfläche viel später als
im Inneren stattfindet. Throop und Fujczak [274] schlossen somit auf eine
konstante Länge c des Risses.),
• partielles Rissschließen hinter der Rissspitze [282] (Bei Nichtbeachtung dieses
Effektes ist eine rechnerische Unterschätzung des Rissfortschrittes möglich.)
und
• berechnete Rissfortschrittsgeschwindigkeiten außerhalb der experimentellen Er-
fahrung.
Die Autoren sehen die Notwendigkeit, neue experimentelle Versuchsreihen durchzuführen, weil
auch nach der Diskussion möglicher Fehlerquellen der Berechnung die Unterschiede zu den
experimentellen Lebensdauern nicht erklärt werden konnte.
Von Parker und Underwood [288] wurde 1995 ein Konzept zur Lebensdauerberechnung
von autofrettierten, innendruckbeanspruchten dickwandigen Zylindern mit einem oder meh-
reren halbelliptischen Riefen vorgestellt. Die Gesamtlebensdauer betrachtete man als Summe
der Anrisslebensdauer (am Grund der Riefe) und der Rissfortschrittslebensdauer. Die Berech-
nungen wurden für verschiedene Zylinder, Riefen, Risskonfigurationen und Materialfestigkeiten
durchgeführt. Im experimentellen Teil schoss man zuerst mit den Kanonenrohren, um die Riefen
einzubringen. Anschließend setzte man die Rohre im Labor einer schwellenden Innendruckbe-
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anspruchung aus. Die berechneten Rissfortschrittlebensdaueren, die von einem wahrscheinli-
chen Riss ausgehen, ergaben eine gute Übereinstimmung mit experimentellen Befunden. Die
Umfangseigenspannungen wurden mit einer Näherungsformel, die auf Hill [124] zurückgeht,
abgeschätzt und auf die Fließspannung begrenzt. Es wird elastisches Verhalten bei der Auto-
frettageentlastung vorausgesetzt. Die Schwingweite des Spannungsintensitätsfaktors wird mit
einem Ausdruck für kurze Oberflächenrisse ∆K = 1, 12
√
pia · σeff angenähert.
Underwood et. al. und Parker und Underwood [289, 214, 213] untersuchten den Einfluss
von Entlastungsbohrungen auf die Schwingfestigkeit von Kanonenrohren. Diese Entlastungs-
bohrungen sind notwendig, um die Verbrennungsgase nach dem Abfeuern aus der Kanone zu
entfernen. Die Parameter dieser Untersuchung sind:
• der Innenradius von 53 mm, 60 mm und 78 mm (Durchmesserverhältnis da/di ∼ 2.0),
• der Autofrettagegrad mit einer auf die Wandstärke bezogenen Plastizierungstiefe von
0 %, 30 %, 50 % und 100 %,
• verschiedene Werkstofffestigkeiten.
Der Verschneidungswinkel dieser Entlastungsbohrung bezogen auf die Längsachse beträgt 30◦,
das Verhältnis von Querbohrungsdurchmesser zu Innendurchmesser war ca. 0, 03. Es wurden
Innendruckschwellversuche im Zeitfestigkeitsbereich bei Drücken von 830 bar bis 2970 bar
durchgeführt, die zu Lebensdaueren von ca. 4.000 bis 140.000 Lastwechseln führten. Im Ver-
gleich zu den Berechnungen, die nach dem von Underwood und Parker [288] veröffentlichten
Konzept ermittelt wurden, zeigten sich gute Übereinstimmungen mit experimentell ermittel-
ten Lebensdaueren. Durch die Autofrettage erfolgte die Verschiebung des Anrissortes von der
Verschneidungskannte der Querbohrung mit der Hauptbohrung in die Querbohrung nach au-
ßen. Mit steigendem Autofrettagedruck hat sich in allen Untersuchungen eine Verlängerung
der Lebensdauer gezeigt. Diese Erkenntnisse sind auch so auf Common-Rail Anwendungen
übertragbar.
Im Vorhaben Ermüdungsverhalten innendruckbeanspruchter dickwandiger Rohre aus rostfreiem
Austenitstahl nach Tieftemperaturautofrettage wurden von Mughrabi et. al. [191, 192, 85, 84]
die Auswirkungen der Autofrettagetemperatur auf den Eigenspannungszustand von austeniti-
schem Stahl (AISI 304 L) nach Entlastung experimentell und rechnerisch untersucht. Es konnte
festgestellt werden, dass die Streckgrenze Rp0,01 des Austenits bis zu Temperaturen von unge-
fähr −100 ◦C beträchtlich ansteigt. Damit verbunden ist ein Anstieg der Eigenspannungen. Für
eine Probe mit Querbohrungen und einer Autofrettagetemperatur von −90 ◦C ist ein Anstieg
der Dauerfestigkeit um den Faktor 2 gegenüber nicht autofrettierten Proben zu verzeichnen. Es
sind keine industriellen Anwendungen bekannt, vemutlich aufgrund der niedrigen Werkstoff-
festigkeit.
Zhu et. al. [306] untersuchten für einen autofrettierten, dickwandigen Zylinder den Einfluss der
Eigenspannungsrelaxation auf die Ermüdungsfestigkeit. Dazu wurden Versuchsteile aus einem
realen Reaktor, der elf Jahre in Betrieb war, entnommen. Einige dieser Versuchteile wurden
nochmals autofrettiert. Rissartige Defekte brachte man an der Innen- und Außenseite ein. In-
nendruckschwellversuche (0 bar bis 2940 bar) wurden an diesen Versuchsteilen durchgeführt.
Durch die Autofrettage werden an der Außenseite Zugeigenspannungen erzeugt, die dafür sor-
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gen, dass ein äußerer Riss rechnerisch kritischer sein kann als ein innerer Riss. Das Kriterium
Leck vor Bruch kann für einen Innenriss oft erfüllt werden. Für einen Außenriss ist dieses
Kriterium meist nicht erfüllbar.
Von Segall et. al. [255] werden die Autofrettage für einen dickwandigen Zylinder mit Quer-
bohrung (als Stufenbohrung) untersucht. Dabei sind niedrige Autofrettagedrücke verwendet
worden, um hohe Druckeigenspannungen am Kerb und ein geringes Zugeigenspannungsfeld zu
erzeugen.
Koh [155] stellt Berechnungsergebnisse für einen zyklisch mit 2000 bar Innendruck beanspruch-
tem Zylinder mit radialen Bohrungen vor. Durch die Autofrettage, bei der 50 % der Wand
plastiziert, wird die Lebensdauer um 45 % im Vergleich zur nicht autofrettierten Variante rech-
nerisch verlängert.
Salzar [240] untersuchte an Rohren, wie der standardmäßig verwendete niedriglegierte Stahl
durch eine hybride Konstruktion aus dem niedriglegierten Stahl und einem Metall Matrix Com-
posit (SiC/Ti-24Al-11Nb) gleichwertig ersetzt werden kann. Im Ergebnis dieser Untersuchung
konnte eine Gewichtsersparnis von bis zu 38 % festgestellt werden.
Mehrere Autoren haben analytische Modelle zur Beschreibung des Autofrettagevorgangs vor-
gestellt (Livieri und Lazzarin [163, 172], Xing und Hunag [300], Perl [219], Dongxing
und Hua [73], Avitzur [30], Chen [58], Franklin und Morrison [91], Bland [42]). Chen
zeigte analytisch, welchen Einfluss der Bauschinger Effekt auf die Eigenspannungsverteilung
hat. Diese Veröffentlichungen basieren zum größten Teil auf der von Hill [124] beschrieben
analytischen Lösung. Der Bauschinger Effekt kann dabei nur global berücksichtigt werden, d. h.
mit nur einer Erstentlastungskurve.
Mehrere Autoren stellten analytisch-numerische Methoden zur Berechnung der Eigenspannung
durch den Autofrettagevorgang vor (Zhao et. al. [304], Ghorbanpour et. al. [100,99], Perry
und Aboudi [222], Parker [215, 208, 209], Parker et. al. [216], Jahed et. al. [138, 140, 136],
Alegre et. al. [24]). Diese Modelle basieren auf einer Einteilung der Wand in Schichten. Für
die Berücksichtigung des Bauschinger Effektes können für die Entlastungssimulation den
einzelnen Schichten verschiedene Werkstoffkurven zugeordnet werden.
Für die Berechnung der Autofrettageeigenspanungen dickwandiger Zylinder sind von verschie-
den Autoren eindimensionale „Finite Elemente Solver“ präsentiert worden [138, 304, 275, 140,
136]. Diese ermöglichen, jedem Element individuelles Werkstoffsverhalten zuzuweisen und da-
mit den Bauschinger Effekt sehr gut abzubilden.
Badr et. al. [31, 33, 32] untersuchten den Einfluss der Autofrettage auf die Lebensdauer von
Stahlblöcken mit Kreuzbohrungen. Die Autofrettagedrücke variierten von 790 bar bis 1720 bar
und die Innendruckschwelltests wurden bei Drücken von 530 bar und 690 bar durchgeführt. Erst
ab einem Autofrettagedruck von über 1000 bar konnte eine Verlängerung der Lebensdauer fest-
gestellt werden. Es zeigte sich außerdem eine Steigerung der Streuung der Lastspielzahlen mit
steigendem Autofrettagedruck. Badr et. al. [32] haben für Querbohrungen in Blöcken eine Me-
thode vorgestellt, mit der die Eigenspannungen durch Autofrettage berechnet werden können.
Anwendungsbereiche für diese Blöcke mit Querbohrung sind z. B. Pumpen. Das VerhältnisKt,φ
von Umfangspannung zu Innendruck wird dabei einer elastischen FE-Rechnung entnommen.
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Mit Hilfe der Neuber-Regel [252] und mit Hilfe kinematischer Materialverfestigung [35, 307]
werden die Eigenspannungen berechnet. Die Ergebnisse zeigen gute Übereinstimmung mit den
FE-Ergebnissen.
Underwood und Trojano [290] haben die Bruchprozesse bei Schadensfällen an Kanonen-
rohren der US-Armee der letzten vier Jahrzehnte dargestellt. Die chronologische Darstellung
umfasst dabei analytische als auch experimentelle Erkenntnisse der verschiedenen Bruchpro-




1966 ist schneller Bruch an einem Kanonenrohr in das Blickfeld gerückt. Die Bruchzähigkeit des
verwendeten Werkstoffs wurde später zu 74 MPa
√
m bestimmt. Durch einen rissartigen Defekt
von 10 mm Tiefe betrug die rechnerische Rissspitzenbeanspruchung 99 MPa
√
m, so dass schon
bei der ersten Verwendung der Bruch erfolgte. Heutzutage werden Werkstoffe mit geringeren
Festigkeiten und erheblich erhöhten Bruchzähigkeiten (140 MPa
√
m) verwendet. Eine große
Bedeutung hat das Kriterium yield before break, das sicherstellt, dass ein Versagen durch große
plastische Verformungen angekündigt wird. Die Basis für die Auslegung gegen Ermüdungs-
bruch sind full-scale Tests an schon abgefeuerten Kanonen. Üblicherweise werden an sechs
Abschnitten von 1 m bis 2 m Länge Ermüdungstest durchgeführt. Die statistische Auswertung
der Lebensdauern N wird auf Grundlage der Log-Normalverteilung mit 99 % Überlebenswahr-
scheinlichkeit und 90 % Konfidenz durchgeführt.
Neben den Ermüdungstests sind in [290] auch Berechnungsmodelle vorgestellt worden. Großen
Einfluss auf die rechnerische Lebensdauer hat die Berücksichtigung des Bauschinger Effekts
bei der Autofrettagesimulation. In einem Beispiel wird eine rechnerische Lebensdauer von 2560
Zyklen für die nicht autofrettierte Variante, 5570 Zyklen für die autofrettierte Variante unter
Berücksichtigung des Bauschinger Effektes und 8120 Zyklen für einen Werkstoff ohne Bauschin-
ger Verhalten angegeben. Thermische Ermüdung spielt aufgrund höherer Gastemperaturen ei-
ne immer wichtigere Rolle. In Kombination mit Wasserstoffeintrag erfolgt der Rissfortschnitt23
beschleunigt.
Für die Autofrettagesimulation werden auch Analogiebetrachtungen durchgeführt. So kann die
Autofrettage durch ein entsprechendes Temperaturfeld simuliert werden, z. B. Kargarnovin
et. al. [143].
Die wiederholte Autofrettage an dickwandigen Rohren wurde von Parker [210] und Jahed
et. al. [137] numerisch untersucht. Die von Parker verwendeten Modelle zur Eigenspannungs-
berechnung ergeben eine Erhöhung der Druckeigenspannungen in Umfangsrichtung bei wieder-
holter Autofrettage mit dem gleichen Autofrettagedruck. Dies ist erstaunlich, weil Jahed et.
al. erwartungsgemäß nachfolgende Ergebnisse erhalten haben:
• Es gibt keinen Vorteil für die zweifache Autofrettage mit gleichem Druck.
• Die zweifach Autofrettage mit der Abfolge niedriger - hoher Druck ergibt einen fast
identischen Eigenspannungsverlauf wie die einmalige Autofrettage mit hohen Druck.
23siehe z. B. Chuang et. al. [60]
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• Ein Vorteil ergibt sich nur bei der wiederholten Autofrettage mit der Abfolge hoher -
niedriger Druck gegenüber der einmaligen Autofrettage mit hohem Druck. Dieser Effekt
tritt auf, weil die zweite Autofrettageentlastung elastisch erfolgt. Es werden rechnerisch
Druckeingenspannungserhöhungen um bis zu 20 % erreicht. Aufgrund der Mehrachsig-
keit durch Innendruckbeanspruchung kann die betragsmäßige Eigenspannungserhöhung
erklärt werden. Durch Plastizierungen sind die Umfangsspannungen geringer im Vergleich
zu einer elastischen Analyse.
Seeger, Schön, Bergmann und Vormwald [254] (Autofrettage I) erstellten ein Konzept
auf der Grundlage der örtlichen Beanspruchungen, das es erlaubt, für den anrisskritischen Ort
den dauerfest ertragbaren Betriebsdruck für das Kriterium „technischer Anriss“ unter Berück-
sichtigung des Eigenspannungsfeldes aus dem Autofrettagevorgang vorherzusagen. Die Funk-
tion des Entlastungsastes hat entscheidenden Einfluss auf die berechneten Eigenspannungen.
Der zu berücksichtigende Bauschinger-Effekt reduziert gegenüber einer elastisch angenommen-
den Entlastungsgeraden die Eigenspannungen erheblich. Als Grenzfälle möglicher Spannungs-
Dehnungs-Äste sind die verdoppelte statische und die verdoppelte stabilisiert zyklische σ − 
Kurve zu sehen. Das reale Werkstoffverhalten muss sich in diesen Grenzen abbilden lassen.
Das Berechnungsverfahren von Schön [248] ermöglicht die Berücksichtigung dieses transienten
Deformationsverhaltens durch die Verwendung von Erstentlastungskurven aus Werkstoffversu-
chen. Als Eingabedaten dienen die statische σ −  Erstbelastungskurve, die σ −  Kurve der
ersten Entlastung und der elastische Übertragungsfaktor (bzw. Kerbformzahl) sowie der Auto-
frettagedruck. Die Fließkurve und die vollplastische Grenzlast werden über Näherungsformeln
(z. B. Neuber-Formel) oder FEM errechnet. Aus diesen Daten wird unter Berücksichtigung der
Übertragbarkeit, der Schädigung durch die Vorreckung und der Mittelspannungsrelaxation die
Anrissdauerfestigkeit ermittelt. Die Verifikation des Berechnungsverfahrens erfolgte durch Ver-
gleich mit Versuchsergebnissen. An autofrettierten und nicht autofrettierten bauteilähnlichen
Proben mit Bohrungskreuzung (90◦-Verschneidung) und zwei unterschiedlichen Oberfächen-
bearbeitungszuständen der Druckkanäle wurden Innedruckschwellversuche durchgeführt. Die
Autofrettage brachte eine Steigerung des dauerhaft, ohne Anriss ertragbaren Druckes bei den
Kreuzbohrungsproben mit feiner Oberfläche von 25 % und bei den Kreuzbohrungsproben mit
rauher Oberfläche von 40 %. Aus den experimentellen Untersuchungen ergaben sich an den au-
tofrettierten Kreuzbohrungen auch Durchläufer24 auf Druckhorizonten, die weit oberhalb der
rechnerisch ermittelten Anrissdauerfestigkeit liegen. Die experimentell ermittelte Dauerfestig-
keit der autofrettierten Proben war unabhängig vom Bearbeitungszustand der Verschneidungen
und lag im Vergleich zur Dauerfestigkeit der nicht autofrettierten Proben um den Faktor 2, 3
bei rauher Oberfläche und 1, 8 bei fein bearbeiterter Oberfläche höher, Bild 2.3. Alle oberhalb
der rechnerischen Anrissdauerfestigkeit geprüften Proben wurden aufgetrennt. Alle Proben
waren angerissen. Das Risswachstum hat sich soweit reduziert, dass bis zu der untersuchten
Schwingspielzahl von N = 2 · 106 kein Bruch stattfand.
Auf diesen experimentellen Erkenntnissen aufbauend wurde in einem weiteren Vorhaben der
AiF/ FVV durch Seeger, Greuling und Bergmann [251] (Autofrettage II) das Stehenblei-
ben der Risse im Eigenspannungsfeld mit schwingbruchmechanischen Methoden untersucht.
Innendruckschwellversuche an Bohrungskreuzungen mit 45◦-Verschneidung ergaben dabei so-
gar eine Erhöhung der Dauerfestigkeit durch Autofrettage um den Faktor 3, 5, Bild 2.4. Der
24Prüflinge die eine definierte Lastspielzahl ohne Versagen erreicht haben, werden in der Schwingfestigkeit als
Durchläufer bezeichnet.
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Bild 2.3. Experimentelle Ergebnisse an 90◦ Bohrungsverschneidung, aus [251]
Eigenspannungszustand wurde mit dem FE-Programm ABAQUS und des darin implementier-
ten Werkstoffgesetzes mit nicht linearer kinematischer Verfestigung berechnet. Das verwendete
Materialmodell erlaubt eine beschränkte Modellierung der Erstbelastung und der nachfolgen-
den Entlastung (Autofrettage). Darauf aufbauend wurde die Risswachstumsgeschwindigkeit als
Funktion der Schwingweite des Spannungsintensitätsfaktors ∆K beschrieben. Für den vorlie-
genden Fall ergibt sich ∆K als Superposition der Spannungsintensitätsfaktoren aus den Auto-
frettageeigenspannungenKaf und aus der BetriebsbelastungKbetr, d. h. dem Maximalwert des
Spannungsintensitätsfaktors Kmax. Aus der Literatur sind Lösungen für den Spannungsinten-
sitätsfaktor aus äußerer Belastung bekannt. Die Berechnung der Spannungsintensitätsfaktoren
aus Eigenspannungen erfordert eine gesonderte Betrachtung [102]. Für die Fälle von gekerbten,
innendruckbeanspruchten Bauteilen liegen keine Näherungslösungen vor. Die Berechnung der
Spannungsintensitätsfaktoren hierfür erfolgt durch Integration der Gewichtsfunktionen. Da-
bei kommen die Gewichtsfunktionen für die ungekerbte Seitenrissscheibe nach Xue-Ren und
Carlsson [301] zum Einsatz. Mit der Gleichung (2.1) ist das Kriterium für den Rissstillstand
definiert.
∆K = Kmax = Kaf +Kbetr ≤ ∆Keff,th (2.1)
Greuling [107] erweiterte das bruchmechanische Berechnungskonzept von Autofrettage II
[251] dahingehend,
• dass verschiedene analytische Lösungen und 2D-Gewichtsfunktionen für Spannungsinten-
sitätsfaktoren auf die Anwendbarkeit überprüft wurden und
• dass die 3D-Gewichtsfunktion nach Oore und Burns [197, 198] auf die 90◦ Bohrungs-
verschneidung angewendet wurde.
Die rechnerische Dauerfestigkeit mit stehenbleibendem Riss wird nur geringfügig von der
Wahl der 2D-Gewichtsfunktion beeinflusst, weil Kmax im Vergleich zu der Spannungsinten-
sität aus Eigenspannung fast null ist und damit die Geometriekorrektur innerhalb der Ge-
wichtsfunktionen ’nahezu’ ausgeschaltet wird. Die Rissform für die Berechnung mit der 3D-
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Bild 2.4. Experimentelle Ergebnisse an 45◦ Bohrungsverschneidung, aus [251]
Gewichtsfunktion wurde von Greuling aus den experimentellen Ergebnissen von Schön et.
al. [254] übernommen. Die Nachrechnung ergibt unter der Annahme des Rissöffnens bei K = 0
und einer Druckschwellbeanspruchung von ∆p = 2800 bar, dass längs der gesamten Rissfront
die effektive Schwingweite der Spannungsintensität ∆Keff sehr nahe dem effektiven Schwell-
wert von ∆Keff,th = 3, 3 MPa
√
m ist. Fordert man, dass entlang der gesamten Rissfront
der effektive Schwellwert unterschritten wird, ergibt sich eine dauerfeste Druckschwingweite
von ∆p = 2650 bar. Das Berechnungsergebnis ist 15 % geringer als die experimentelle Dau-
erfestigkeit, siehe Bild 2.4. Das von Greuling verwendete Berechnungsverfahren mit 3D-
Gewichtsfunktion ermöglicht keine Vorhersage der Dauerfestigkeit und der Form und Größe
des stehenbleibenden Risses, weil die Rissform ein Eingangsparameter der Berechnung ist.
Der Frage der Auswirkungen der Kombination der Verfahren Autofrettage und Einsatzhärten
auf die Dauerfestigkeit wurde in einem weiteren FVV/AiF Vorhaben von Diemar, Linne,
Bergmann und Vormwald [71] (Autofrettage III) nachgegangen. An drei Geometrien, einer
90◦ Bohrungsverschneidung, einer 45◦ Bohrungsverschneidung und einer Probe mit Bohrungs-
absatz sind verschiedene Kombinationen von Autofrettagedruck und Einsatzhärtung experi-
mentell geprüft worden, Bild 2.5. Es zeigte sich, dass die Kombination aus Einsatzhärten und
Autofrettage höhere Dauerfestigkeiten ergibt als die nur einsatzgehärteten Varianten. Eine noch
höhere Dauerfestigkeit wird bei der Autofrettage des blindgehärteten Zustandes (ohne Auf-
kohlung) erreicht, Bild 2.5. Für die einsatzgehärteten Bohrungsverschneidungen wird während
der Autofrettage nach Überschreitung der Bruchgrenze der Einsatzschicht ein Riss initiiert.
In Abhängigkeit des Autofrettagedrucks findet stabiles oder instabiles Risswachstum statt.
Der Berstdruck ist durch den Übergang zum instabilen Risswachstum gekennzeichnet. Für
die Dauerfestigkeitsvorhersage dieser Varianten wurde ein Rissfortschrittsmodell entwickelt,
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Bild 2.5. Experimentelle Ergebnisse „FVV Vorhaben Einsatzhärten und Autofrettage“, aus [71]
das die Eigenspannungen durch die Autofrettage für ein Bauteil mit Riss berücksichtigt25. Die
Dauerfestigkeitsvorhersage für die nur einsatzgehärteten Varianten (ohne Autofrettage) konnte
erheblich verbessert werden26.
Spickenreuther [264] wendet verschiedene Methoden und Richtlinien für die Dauerfestig-
keitsvorhersage einsatzgeärteter Dieseleinspritzdüsen an. Diese Vorhersagen vergleicht er mit
den 11 durchgeführten Versuchsreihen. Leider ist die Streuung der experimentellen Dauerfes-
tigkeit sehr groß, so dass die Einflüsse auf die Dauerfestigkeit kaum ableitbar sind.
Plappert [225] analysiert experimentelle Ergebnisse quergebohrter Rohre ohne und mit Au-
tofrettage. Die beachtliche Erhöhung der Schwellfestigkeit durch Autofrettage wird mit einer
Erhöhung der Anrissdauerfestigkeit durch veränderte Mittelspannung und einer erheblichen
Schwingfestigkeitsteigerung durch Kaltverfestigung erklärt. In Smith-Diagrammen sind dau-
erfeste lokale Schwingweiten von bis zu 1400 MPa dargestellt. Diese Erkenntnisse stehen im
Widerspruch zu Ergebnissen aus den Forschungsvorhaben Autofrettage I bis III [254,251,71], bei
denen die Steigerung der Dauerfestigkeit durch stehenbleibende Risse im Druckeigenspannungs-
feld erklärt werden konnte und diese stehenbleibenden Risse auch experimentell nachgewiesen
wurden.
Gießel untersuchte den Einfuss des Autofrettagedruckes auf die Lebensdauer von Common
Rails [101]. Die Simulation des Autofrettagevorganges erfolgte per FE mittels kinematisch
multilinearem Werkstoffmodel. Grundlage für die Ermittlung der rechnerischen Dauerfestigkeit
war die FKM-Richtlinie Rechnerischer Festigkeitsnachweis für Maschinenbauteile [125]. Die
experimentellen Untersuchungen zeigen, dass die Autofrettage einen positiven Effekt auf die
Schwingfestigkeit hat. Leider sind die Versuche nicht umfangreich genug, um diese Unterschiede
quantifizieren zu können.
Herz, Vormwald, Thumser und Bergmann beschäftigten sich mit der Dauerfestigkeit ge-
zogener Dieseleinspritzleitungen mit den Parametern
25siehe auch Linne [170]
26siehe auch Diemar [70]
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The autofrettage limit pressures have been determined by burst test. The maximum autofrettage pres-
sures are chosen to be about 10% lower than the burst pressures of series tubes which are about
6400 bar in the nbk-state and 8300 bar in the bks-state.
All of 12 possible combinations of the two material states, the two fold depths, and the three autofrettage
pressures have been tested. The fatigue tests under internal cyclic pressure have been performed with a
servo-hydraulic driven pressure ampliﬁer. About 320 specimens have been involved in experimental tests.
In each fatigue test, from 8 to 10 specimens have been tested simultaneously at an adequately chosen
pressure range near the estimated endurance limits. Up to n = 2 · 106 cycles have been applied for the
non-autofrettaged tubes, and up to n = 5 · 105 cycles for the autofrettaged ones. The ratio between the
number of failed specimens and the number of run out specimens is taken as the failure probability, PF,
at this load level. The failure criterion was a leak occurrence in the tube resulting in a loss of hydraulic
oil. A minimum pressure value equal to 50 bar has been applied in all cases to avoid cavitation. This results
in a pressure ratio of R = pmin/pmax  0. From the probabilities of failure at two or three levels, the scatter
value, T, i.e. the ratio of levels with 90–10% probability of failure, has been calculated assuming a logit dis-
tribution of probabilities. Thus, for each test condition, the mean and scatter value of the endurance limit
could be determined with suﬃcient accuracy. The obtained pressures are shown in Fig. 2 as black bars rang-
ing from 10% to 90% failure probability. A white line in the middle of the bar indicates the mean value
which is also numerically given for all 12 cases investigated.
Additional tests have been carried out to determine the parameters for the plasticity model described in
Section 3. These were uniaxial tension and compression tests on longitudinally loaded tubes. The deforma-
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S 469 bks 757 814 17.7
Fig. 2. Experimental endurance limits.
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Bild 2.6. Experimentelle Dauerfestigkeiten an Dieseleinspritzleitungen, aus [121]
• Werkstoffzustand: StE 460 nbk (nicht blank gezogen) und StE 460 bk+s (blank gezogen
und spannungsarm geglüht),
• Wandstärkenverhältnis da/di = 6, 0mm/ 2, 5mm = 2, 4,
• Autofrettagedruck: nicht autofrettiert und 2 Autofrettagedrücke und
• Oberflächenqualität: Serienqualität und definerter Ziehfehler
in allen möglichen 12 Varianten experimentell und rechnerisch [120, 121, 275]. Die experimen-
tellen Ergebnisse zeigen, dass die Autofrettage die mittlere Dauerfestigkeit erhöht und die
Streuung in der Dauerfestigkeit reduziert, Bild 2.6. Die für die Serienproduktion wichtigen zu-
lässigen Dauerfestigkeiten, z. B. PA = 1 ppm, profitieren von der Mittelwerterhöhung und der
Reduktion der Streuung durch die Autofrettage. Die Sensitivität gegenüber einem Herstellungs-
fehler (definerter Ziehfehler) wird durch die Autofrettage erheblich reduziert. Diese Sensitivität
ist bei dem höherfesten Werkstoffzustand StE 460 bk+s größer als bei dem Werkstoffzustand
StE 460 nbk. Die Vorhersage der Dauerfestigkeit wurde auf Grundlage des Döring Mate-
rialmodells [75] und der effektiven Schwingweite der Spannungsintensität durchgeführt. Die
Vorhersage der Dauerfestigkeiten erfolgt in guter Übereinstimmung mit den experimentellen
Ergebnissen.
Lechmann et. al. [165] und Lechmann [164] veröffentlichten ein Dauefestigkeitskonzept für
Bauteile mit Druckeigenspannungen, insbesondere durch Autofrettage, auf Basis der linear elas-
tischen Bruchmechanik. Die Modellierung des Autofrettagevorganges erfolgt durch ein erwei-
tertes Werkstoffmodell nach Armstrong, Frederic und Chaboche [29,166] (AFC-Modell).
Mit den AFC-Modellen wird nach Döring [75] bei zyklischer Belastung immer vollständi-
ge Mittelspannungsrelaxation erreicht. Aus dem Grunde haben vermutlich Lechmann et. al.
einen anderen Ansatz verfolgt, der die Veränderung der Eigenspannung durch zyklische Bean-
spruchung erfassen soll. Die Vorgehensweise dazu ist leider nicht nachvollziehbar. Die nume-
rische Rissfortschrittssimulation erfolgte am 3D-Modell mit einem Rissfortschrittsprogramm
von Lin [169] und Lin und Smith [168, 167], das ebene Rissfortschrittssimulation mit au-
tomatischer Neuvernetzung in 3D ermöglicht. Dabei wird ein Crack Block in dem Bereich
des FE-Modells eingefügt, in dem der Riss wachsen soll. Innerhalb dieses Crack Block findet
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2.2 Entwicklung und Stand der Forschung auf dem Gebiet der Autofrettage
die automatische Neuvernetzung mit Hexaederelementen statt, die bei dem verwendeten FE-
Programm Abaqus notwendig sind, um die Rissspitzenbeanspruchung zu ermitteln. Bei dieser
Rissfortschittssimulation wird das Superpositionsgesetz genutzt. Die Spannungen aus dem un-
gerissenen Zustand werden als Rissuferbelastung aufgebracht, vgl. Anhang C.3. Das entwickelte
Berechnungsverfahren wird am Beispiel eines Railabschnittes mit versetzter Querbohrung aus
dem Schmiedestahl 38MnVS6 angewendet, Bild 2.7. Die experimentelle Verifikation umfasst
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Das Common-Rail-System wird aus den Komponenten Steuergerät, Hochdruck-
pumpe, Common-Rail und Injektor gebildet. Das Steuergerät Electronic Diesel 
Control steuert neben weiteren Motorfunktionen alle Einspritzparameter, wie den 
Raildruck, den Einspritzzeitpunkt und die Einspritzdauer. Die Hochdruckpumpe 
komprimiert und fördert der Kraftstoff zum Hochdruckspeicher bzw. –verteiler, dem 
so genannten Common Rail. In Folge der Entkopplung von Druckerzeugung und 
Einspritzung wird der im Kennfeld der Motorensteuerung festgelegte Einspritzdruck 
unabhängig von Motordrehzahl und Einspritzmenge aufgebaut. Damit ist eine mode-
rate Kraftstoffförderung möglich, die Spitzendrehmomente verringert und somit die 
Komponenten entlastet. Ausgehend vom Common-Rail wird der Kraftstoff über starre 
Leitungen in die Injektoren geleitet, die den Kraftstoff dosiert und fein zerstäubt in die 
Brennräume einspritzen. 
Der Einspritzdruck der ersten Generation des Common-Rail-Systems liegt bei maxi-
mal 1350 bar [144] und ist bei der zweiten Generation auf 1600 bar erhöht worden. 
Die Steuerung des Einspritzvorgangs erfolgt mit Hilfe von auf den Injektoren sitzen-
den Magnetspulen. Dagegen bestehen bei der dritten Generation diese Aktoren aus 
mehreren hundert dünnen Piezo-Kristallplättchen. Die damit erzielbaren hohen 
Schaltgeschwindigkeiten lassen eine genauere Dosierung der Einspritzmenge und 
eine verbesserte Kraftstoffzerstäubung zu. Dadurch wird der Geräuschpegel und die 
Abgasemission der Dieselmotoren weiter gesenkt und die Leistung gesteigert. Für 
die vierte Generation werden derzeit Common-Rail-Systeme mit Einspritzdrücken 







Bild 4.2: Untersuchter Railabschnitt 
Um diese hohen Einspritzdrücke zu realisieren, soll in dieser Arbeit das Schwingfes-
tigkeitspotenzial von ausgeprägten Druckeigenspannungsfeldern am Hochdruckspei-
cher Common-Rail untersucht werden. Die versagenskritische Stelle liegt an einer 
Bild 2.7. Railabschnitt, aus [164]
neben der Dauerfestigkeit im Innendruckschwellversuch die fraktographische Analyse des ste-
henbleibenden Risses. Es konnten von Lechmann et. al. eine gute Übereinstimmung zwischen
Rissfortschtrittssiumlation und experimentellen Befunden erreicht werden. Die verwendeten
Verfahren und Simulationsparameter27 sind nicht umfangreich genug dokumentiert, so dass
eine Bewertung der Güte des Verfahrens schwierig bleibt.
Das Verfahren, mit dem man die Autofrettage an einem dickwandigen Rohr durch eine Explo-
sion erzeugt, wurde 1971 veröffentlicht,Mote et. al. [190]. Die durchgeführten Versuche zeigen
nach der Meinung der Autoren, dass das Verfahren beherrschbar ist. Weshalb dieses Verfahren
nicht angewendet wird, ist nicht bekannt.
Die Kombination der Verfahren Schrumpfen und Autofrettage kann im Vergleich zur Einzelan-
wendung dieser Verfahren die Schwingfestigkeit nochmals erhöhen. Von Parker und Ken-
dall [211] wurde ein zweischichtiges Rohr untersucht, dass erst geschrumpft und dann auto-
frettiert wurde. Nach diesen Berechnungen konnte durch die höheren Druckeigenspannungen
eine rechnerische Lebensdauerverlängerung von 41% erreicht werden. Jahed et. al. [139] un-
tersuchten eine dreilagige Konfiguration. Mittels des Simplex [193] Optimierungsalgorithmus
konnten die optimalen Wandstärken und der optimale Verfahrensablauf bestimmt werden. Die
Autofrettage der Einzelrohre mit den nachfolgenden Schrumpfprozessen ergab die längste rech-
nerische Lebensdauer.
Ähnliche Eigenspannungsverteilungen wie durch die Autofrettage (Bild 2.8) werden durch das
mechanisches Aufweiten von Bohrungen28,29 erzeugt, Bild 2.9. Dieselben Effekte des Rissstill-
standes können beobachtet werden, Mahendra Babu et. al. [179].
27insbesondere für die Modellierung des Rissfortschrittes
28engl.: cold expansion of holes
29siehe z. B. Webster und Ezeilo [295], Pavier et. al. [218]
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Bild 2.8. Rechnerische Eigenspannungsverteilung durch Autofrettage an 45◦ Bohrungsverschneidung,
aus [276]
Bild 2.9. Rechnerische Eigenspannungsverteilung durch das mechanisches Aufweiten von Bohrungen,
aus [218]
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2.3 Stand der rechnerischen Simulation der
Ermüdungsrissausbreitung
2.3.1 Phasen der Ermüdungsrissausbreitung
Die Phasen der Ermüdung30 für metallische Werkstoffe lassen sich einteilen in:
1. Rissinitiierung,
2. Wachstum mikrostrukturell kurzer Risse,
3. Wachstum mechanisch kurzer Risse,
4. Wachstum mechanisch langer Risse (Langrisswachtum) und
5. instabiles Risswachstum.
Die Phasen 2 und 3 werden als Kurzrisswachstumsphase bezeichnet.
Die einzelnen Phasen der Ermüdung nehmen unterschiedliche Anteile an der Gesamtlebensdau-
er ein. In den Synthetischen Wöhlerlinien [40] wird eine grobe Abschätzung der Abhängigkeit
des Verhältnisses zwischen Anrisslebensdauer31 und Bruchlebensdauer von der Kerbschärfe32
definiert. Bei schwach gekerbten Bauteilen bestimmt das Wachstum mikrostrukturell und me-
chanisch kurzer Risse die Gesamtlebensdauer [75]. Für scharf gekerbte Bauteile wird der Anteil
der Langrissphase an der Gesamtlebensdauer immer größer, Bild 2.10.
Bild 2.10. Verhältnis von Anriss- zu Bruchlebensdauer in Abhängigkeit der Kerbschärfe, aus [40]
Um das Kurzrisswachstum zu beschreiben, sind in den letzten 20 Jahren viele Kurzrissfort-
schrrittsmodelle entwickelt worden. Beispielhaft sei auf das von Vormwald33 [293] entwickelte
PJ - Kurzrissmodell verwiesen. Einen ausführlichen Überblick über den Stand der Forschung
zur Vorhersage der elastisch-plastischen Rissfortschrittslebensdauer geben Savaidis et. al. [244]
sowie Haibach [114].
30siehe Brown [50], Zerbst, Schödel und Vormwald [303]
31Als Anrisslebensdauer wird i.d.R. die Lebensdauer bis zum beobachtbaren Oberflächenriss a/2 = 0.25mm
definiert.
32Die Kerbschärfe ist dabei als plastische Formzahl Kp definiert.
33Weiterentwicklung z. B. durch Anthes [27], Dankert [64], Richter [232], Hoffmeyer [127], A. Savaidis
[241], G. Savaidis [242], Döring [75]
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2.3.2 Simulation des Rissfortschrittes
Für eine relativ schnelle Durchführung von Rissfortschrittsberechnung greift man auf analyti-
sche Lösungen für die Spannungsintensitätsfaktoren zurück. Zwei gängige Softwareprogramme
hierfür sind NASGROW [16] und AFGROW [115]. Für die explizite Rissfortschrittsrechnung ist
mit den Methoden der BEM und FEM34 jeweils eine Neuvernetzung mit jedem Rissincrement
notwendig, z. B. Bremberg und Dhondt [46], Fulland [95]. In verschieden Programmen
sind diese Neuvernetzungsalgorithmen umgesetzt, z. B.
• Franc3D [3],
• ZenCrack [6],
• Beasy [2] und
• AdapCrack3D [247].
Der von Wormsen, Fjeldstad, und Hårkegard, G. [299, 298, 89] vorgestellte FE-Post-
prozessor P•FAT35 kann mit Hilfe der Monte-Carlo-Simulation für Anfangsdefekte den Riss-
fortschritt auf probabilistischer Basis berechnen. Auf Basis der Methode der Gewichtsfunk-
tionen [45, 231] wird für die in Bild 2.11 dargestellten Risskonfigurationen der Rissfortschritt
simuliert. Die Risspitzenbeanspruchung wird linearelastisch berechnet. Das Risswachstum kur-




Bild 2.11. In P•FAT implementierte Risskonfigurationen, aus [299,298]
fung der experimentellen Ergebnisse von Frost [92] ergab eine gute Übereinstimmung mit den
Vorhersagen von P•FAT.
Beispielhaft für die Anwendnung der Rissfortschrittssimulation sei das Verfahren von Ale-
gre et. al. [25] aufgezeigt. Der Rissfortschritt wurde unter Mixed Mode Bedingungen linear
elastisch für ein Rückschlagventil aus 17-4PH einer 5000 bar Anlage simuliert. Es fand eine
automatische Neuvernetzungsprozedur (2D, axialsymmetrische Modellierung) innerhalb von
ANSYS Anwendung. Durch die Berücksichtigung von Mode I und Mode II Spannungsintensi-
tätsfaktoren konnte die Risswachstumsrichtung bestimmt werden. Der Vergleich mit den expe-
rimentellen Befunden lieferte gute Übereinstimmung für die Rissausbreitungsrichtung und für
die Lebensdauer.
34Eine weitere Möglichkeit der Rissmodellierung ist die Berücksichtigung durch spezielle Ansatzfunktionen -
XFEM [94,37].
35Probabilistic Fatigue Assessment Tool




Die Werkstoffversuche wurden im Rahmen des Forschungsvorhabens Autofrettage IV [278]
durchgeführt zur Bestimmung der statischen Kennwerte des Werkstoffes und der Parameter
des Plasitzitätsmodells nach Döring [75]. Die Erstbe- und -entlastungskurven aus diesen Ver-
suchen sind jeweils Hysteresisschleifenäste bis zum ersten und zweiten Umkehrpunkt.
3.2 Geometrie der Werkstoffproben
Zur Bestimmung statischer Festigkeitskennwerte aus dem Zugversuch und zur Ermittlung des
zyklischen Spannungs-Dehnungs-Verhaltens wurde die im Bild 3.1 (Fertigungszeichnung: Bild
A.1) dargestellte Werkstoffprobe verwendet. Die Gestaltung des Überganges der von den zy-
lindrischen Einspannenden in den Prüfbereich mit der Messlänge LC gleich 26 mm erfolgte mit
dem Ziel, die auftretende Kerbwirkung in diesen Bereichen zu minimieren. Der Ausgangsquer-
schnitt A0 innerhalb der Versuchslänge beträgt 50 mm2.
Bild 3.1. Werkstoffprobe
3.3 Probenfertigung
Die mechanische Bearbeitung erfolgte durch Feindrehen aus Stangenmaterial mit dem Durch-
messer von 25 mm. Der Abtrag pro Arbeitsgang betrug etwa 0,25 mm. Damit wird eine mittlere
Rautiefe RZ von 6,3 µm in diesem Bereich erreicht.
Die Werkstoffproben wurden aus Vergütungsstahl 42CrMo4 (Werkstoffnummer 1.7225) gefer-





Die Bilder 3.2 und und 3.3 zeigen das Gefüge der Werkstoffprobe im Quer- und Längsschliff. Er-
kennbar ist ein typisches Vergütungsgefüge mit nadelförmigem Martensit ohne Auffälligkeiten.
Der im Bild 3.4 dargestellte Randzonenbereich der Probe zeigt keine Entkohlungserscheinun-
gen.
Bild 3.2. Vergütungsgefüge Werkstoffprobe
(Querschliff)
Bild 3.3. Vergütungsgefüge Werkstoffprobe
(Längsschliff)
Bild 3.4. Randbereich Werkstoffprobe (Längsschliff)
Die mittlere Vickers-Härte (Kernhärte) wurde mit 281 HV 10 aus 5 Einzelprüfungen ermittelt.
Die chemische Zusammensetzung des Werkstoffes der Werkstoffprobe wurde mittels Glimment-
ladungsspektroskopie (GD-OES) überprüft. Tabelle 3.1 zeigt die chemische Zusammensetzung
nach Abnahmeprüfzeugnis 3.1.B nach DIN EN 10204:2005-01 und nach der GD-OES (Mittel-
werte der Elemente aus 3 Analysen).
Tabelle 3.1. Chemische Zusammensetzung in Masse %
C P S Si Mn Cr Mo
Abnahmeprüfzeugnis 3.1.B. 0,43 0,009 0,025 0,21 0,85 1,07 0,15
Kontrollmessung mittels GD-OES 0,410 0,001 0,028 0,206 0,856 1,171 0,179
Anforderungen 0,38 0,60 0,9 0,15
nach bis max. max. max. bis bis
DIN EN 10083-3:2007-01 0,45 0,035 0,035 0,40 0,90 1,20 0,30
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3.5 Versuchsdurchführung
Die chemische Zusammensetzung nach Tabelle 3.1 entspricht der Sollzusammensetzung für den
Werkstoff 42CrMo4 (Werkstoffnummer 1.7225) nach DIN EN 10083:2003. Weil aufgrund unter-
schiedlicher Ausgangsdurchmesser bei der Fertigung unterschiedliche Chargen für die Kreuz-
bohrungen und die Werkstoffproben verwendet wurden, unterscheidet sich die chemische Zu-
sammensetzung der Kreuzbohrungsproben (Tabelle 4.2) von derjenigen der Werkstoffproben
(Tabelle 3.1).
3.5 Versuchsdurchführung
Die Werkstoffversuche wurden mittels des servohydraulischen Materialprüfsystems MTS 810
(Fa. MTS, USA) kolbenweg-, dehnungs- und spannungskontrolliert durchgeführt. Die Einstel-
lung der Versuchsparameter sowie die Datenaufnahme erfolgten mittels der MTS-Software
MPT. Die Kraftmessdose des Prüfsystems entspricht im Anzeigenbereich von 1 kN bis 99
kN der Genauigkeitsklasse 0,5. Zur Bestimmung statischer Kennwerte und zur Regelung der
dehnungskontrollierten Versuche diente der axiale MTS-Ansatzaufnehmer 634.12F-24 mit ei-
ner Anfangsmesslänge L0 von 25 mm. Im Anzeigenbereich von 2 mm entspricht dieser der
Genauigkeitsklasse 0,2.
3.5.1 Zugversuch
Tabelle 3.2 zeigt die ermittelten Kennwerte aus dem Zugversuch und Bild 3.5 die dazugehöri-
ge technische Spannungs-Dehnungs-Kurve. Der Zugversuch wurde in Anlehnung an DIN EN
10002-1:2001-12 durchgeführt, Bild 3.5. Die Dehngeschwindigkeit lag bei 0,00025 s−1.
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Bild 3.5. Zugversuch an Werkstoffprobe aus 42CrMo4
Tabelle 3.2. Kennwerte des Zugversuches
ReH [MPa] ReL [MPa] Rm [MPa] A [%]




Tabelle 3.4 zeigt die Versuchsparameter und die Bruchschwingspielzahlen Nf100 bis zur völ-
ligen Trennung der Werkstoffproben. Die dehnungskontrollierten Werkstoffversuche mit den
Nummern 1 bis 8 wurden rein wechselnd durchgeführt (R = −1). Der dehnungskontrollierte
Werkstoffversuch mit der Nummer 9 wurde druckschwellend durchgeführt (R = −2).
Tabelle 3.3. Parameter dehnungskontrollierter Werkstoffversuche
Nr. a [%] m [%] Nf100 R
1 0,3 0,0 12.000 -1
2 0,5 0,0 3.186 -1
3 0,7 0,0 1.245 -1
4 1,0 0,0 473 -1
5 1,5 0,0 240 -1
6 2,0 0,0 93 -1
7 5,0 0,0 16 -1
8 10,0 0,0 5 -1
9 0,3 - 0,1 20.784 -2
Die Bilder A.2 bis A.10 zeigen der Reihe nach die Wechselverformungskurven der dehnungs-
kontrollierten Werkstoffversuche Nr. 1 bis 9 in halblogarithmischer Darstellung.
3.5.3 Zyklisch-spannungskontrollierte Versuche
Tabelle 3.4 zeigt die Versuchsparameter der spannungskontrollierten LCF-Versuche sowie die
Schwingspielzahlen Nf100 bis zur völligen Trennung der Werkstoffproben.
Tabelle 3.4. Parameter spannungskontrollierte Werkstoffversuche
Nr. σmin [MPa] σmax [MPa] Nf100 Rσ
1 -400 800 400 -0,5
2 -800 400 835 -2,0
3 -650 325 79.449 -2,0
Die Bilder A.11, A.12 und A.13 zeigen die Wechselverformungskurven der spannungskontrol-
lierten Werkstoffversuche in halblogarithmischer Darstellung.
3.5.4 Zyklisches Werkstoffverhalten
Der Werkstoff zeigt zyklisch entfestigendes Materialverhalten. Die zyklische Werkstoffkurve
wurde entsprechend Gleichung D.1 abgeleitet.
3.5.5 Erstbe- und -entlastungskurven
Die Erstbe- und -entlastungskurven sind für die Verwendung in Abaqus entsprechend Kapitel
B.1 für die Ermittlung der Eigenspannungen aus Autofrettage abgeleitet worden. Bild B.4 zeigt
die Erstbelastungskurven und Bild B.5 die Erstentlastungskurven.
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4 Experimentelle Untersuchungen an
Kreuzbohrungen
4.1 Vorbemerkungen
Die Dauerfestigkeit gekerbter Bauteile unter Innendruck wurde in den Aif/FVV Forschungsvor-
haben Autofrettage I - III [254,251,71] untersucht. Als bauteilähnliche Proben kamen Scheiben
mit Bohrungsverschneidung zum Einsatz, Bild 4.1.
Bild 4.1. Bohrungsverschneidungen aus Forschungsvorhaben Autofrettage I - III
Im FVV Forschungsvorhaben Autofrettage IV [278] wurde die Zeit- und Betriebsfestigkeit
gekerbter Bauteile unter Innendruckbeanspruchung aus 42CrMo4 untersucht. Da die Maxi-
maldrücke der verfügbaren Prüfmaschinen bei rund 4500 bar liegen, sollten sowohl die nicht
autofrettierten als auch die autofrettierten Proben gleiche Dauerfestigkeit aufweisen, Kreuz-
bohrungsproben also entsprechend unterschiedliche Wandstärken besitzen.
4.2 Geometrie der Kreuzbohrungen
Die Dauerfestigkeit der nicht autofrettierten Variante wurde mit den Synthetischen Wöhlerli-
nien [40] und die Dauerfestigkeit der autofrettierten Kreubohrung mit dem Bruchmechanik-
konzept stehenbleibender Risse [276] in Abhängigkeit des Verhältnises h/d vorhergesagt. Die
daraus abgeleiteten Geometrieverhältnisse h/d sind in Tabelle 4.1 mit den elastischen und plas-
tischen Kerbfaktoren für die beiden Geometrien37,38 zusammengestellt. Nur die zwei in Tabelle
4.1 eingerahmten Varianten wurden experimentell untersucht, die rechnerische Lebensdauer-
vorhersage für alle 4 Varianten erfolgt in Abschnitt 6.4.2. Die Fertigungszeichnungen sind in
den Bildern A.14 und A.15 dargestellt.
37Für ein größeres Parameterfeld von Verschneidungswinkel und Wandstärkenverhältnis sind in Tabelle E.1 die
elastischen und plastischen Kerbfaktoren zusammengestellt.
38Die Definition der Kerbfaktoren ist aus Tabelle E.2 ersichtlich.
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Tabelle 4.1. Proben mit Kreuzbohrungen
h/d Kt,v Kt,I K
∗
p Kp nicht autofrettiert autofrettiert
20/5 4,80 3,79 1,43 6,84
10/5 7,44 6,42 0,733 5,45
4.3 Probenfertigung
Die Proben mit Kreuzbohrungen wurden aus Stangenmaterial mit einem Durchmessers 60 mm
aus Vergütungsstahl 42CrMo4 (Werkstoffnummer 1.7225) gefertigt, Bilder A.14 und A.15. Um
Fertigungseigenspannungen auszuschließen und einen definierten Werkstoffzustand einzustel-
len, erfolgte im Anschluss an die mechanische Fertigung eine Wärmebehandlung durch Schutz-
gashärten mit anschließendes zweimaliges Anlassen unter Schutzgas.
4.4 Chemische Zusammensetzung, Gefüge und Härte
Die chemische Zusammensetzung des Werkstoffs 42CrMo4 wurde mittels Glimmentladungs-
spektroskopie (GD-OES) (GDA-750 der Fa. Spectruma) überprüft. In Tabelle 4.2 sind die
Werte des Abnahmeprüfzeugnis 3.1.B. nach EN 10204:2005-01 den Kontrollmessungen mittels
GD-OES und den Sollwerten der DIN 10083:2007-01 gegenübergestellt. Die chemische Zusam-
mensetzung nach Tabelle 4.2 entspricht der Sollzusammensetzung für den Werkstoff 42CrMo4
(Werkstoffnummer 1.7225) nach DIN EN 10083:2007-01.
Tabelle 4.2. Chemische Zusammensetzung des 42CrMo4 in Masse %
C P S Si Mn Cr Mo
Abnahmeprüfzeugnis 3.1.B. 0,43 0,006 0,036 0,27 0,69 1,00 0,17
Kontrollmessung mittels GD-OES 0,39 0 0,035 0,21 0,68 1,14 0,21
Anforderungen 0,38 0,60 0,9 0,15
nach bis max. max. max. bis bis
DIN EN 10083-3:2007-01 0,45 0,035 0,035 0,40 0,90 1,20 0,30
Beispielhaft wurde das Gefüge an einer Probe mit Kreuzbohrung im fertig wärmebehandelten
Zustand untersucht. Die Schnittflächen wurden poliert und anschließend mit 3 %-iger alkoho-
lischer Salpetersäure geätzt. Bild 4.2 zeigt das für diesen Stahl typische Vergütungsgefüge aus
dem Kernbereich.
An je einer unbelasteten Probe h/d = 20/5 (nicht autofrettiert) und h/d = 10/5 (Autofrettage
6000 bar) wurde die Kernhärte nach HV10 im vergüteten Zustand gemessen. Die in Tabelle
4.3 angegebenen Werte sind Mittelwerte aus fünf Messungen.
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Bild 4.2. Vergütungsgefüge Kreuzboh-
rungsprobe
Bild 4.3. REM Aufnahme Ver-
schneidungskante Kreuz-
bohrungsprobe
Tabelle 4.3. Kernhärte der Kreuzbohrungsproben
HV10
h/d = 20/5 (nAF) 306
h/d = 10/5 (AF) 281
4.5 Oberflächenrauheit im Bereich der
Verschneidungskante
Mit Hilfe eines Laserprofilometers (Fa. UBM) wurden Messungen der Oberflächenrauheit in
der Bohrung in der Nähe der Verschneidungskante durchgeführt. Aus zunächst aufgenommenen
Flächenscans ausgewählter Oberflächenbereiche der Bohrung wurden mittels digitaler Weiter-
bearbeitung Linienscans in Umfangsrichtung entnommen und diese mittels Softwaremodul zur
Rauheitsmessung ausgewertet. Dabei konnten die in DIN EN ISO 4287:1998-10 definierten
Rauheitsgrößen ermittelt werden. An zwei Kreuzbohrungsproben wurden die Rauheitsmessun-
gen durchgeführt. Die Linienscans mit entsprechender Rauheitsauswertung zeigen die Bilder
A.18 bis A.21.
Die in den untersuchten Bereichen der Probeninnenoberfläche der Bohrung festgestellten Rau-
tiefen Rz in der Nähe der Verschneidungskanten liegen im Bereich von 2,8 µm bis 5,3 µm.
4.6 Berstversuche und Autofrettage
Die Berstversuche und die Autofrettage wurden durch die Fa. Maximator GmbH, Nordhausen
durchgeführt.
4.6.1 Berstversuche
Für die Berstdruckprüfung stand nur ein Prüfstand mit einem maximalen Druck von 10.000 bar
zur Verfügung. Es wurde eine Druckanstiegsgeschwindigkeit von 160 bar/s gewählt. Das Hy-
draulikmedium war Sebacate. In Tabelle 4.4 sind die Ergebnisse der Berstversuche angegeben.
In Bild A.16 ist beispielhaft der Druckverlauf für einen Berstversuch dokumentiert.
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Tabelle 4.4. Berstdruckprüfung Kreuzbohrungen
h/d Nr. Druck [bar] Anmerkungen
20/5 1 9.512 undicht
20/5 2 9.995 nicht geborsten
10/5 1 6.978 Berstdruck
10/5 2 6.899 Berstdruck
10/5 3 6.982 Berstdruck
Tabelle 4.5. Experimentelle und rechnerische Berstdrücke der Kreuzbohrungen
h/d pB,exp. [bar] pB,F [bar]
20/5 ≥ 10.000 13.203
10/5 6.953 6.787
Für die Kreuzbohrungen mit h/d = 20/5 konnte experimentell bis 10.000 bar kein Berstdruck
ermittelt werden. Die Abschätzung des Berstdrucks wird als die Erweiterung der vollplastischen
Grenzlast (Gleichung 4.1) mit dem Ansatz nach Faupel [83]39 (Gl. 4.2) den experimentell
ermittelten Berstdrücken pB,exp. in Tabelle 4.5 gegenübergestellt.











Es ergbit sich eine gute Übereinstimmung zwischen den experimnetell ermittelten Berstdrücken
und der rechnerischen Abschätzung.
4.6.2 Autofrettage
In Anlehnung an die Berstdrücke wurde der Autofrettagedruck für die Kreuzbohrung mit
h/d = 10/5 zu 6000 bar festgelegt.
Die Autofrettage wurde mit folgenden Randbedingungen durchgeführt:
• Prüfstand: Prototypenautofrettageprüfstand PS 912
• Hydraulikmedium: MaxifluidTM
• Drucksensor: HBM P3MB 10000 bar
• Autofrettagezyklus
– Druckanstieg: 850 bar/s
– Haltezeit: 3 s
– Druckabfall: 5 s
• garantierte Genauigkeit: Sollwert ± 1 %
Beispielhaft ist in Bild A.17 ein Autofrettagezyklus aufgezeigt.






Die Versuche wurden auf Hochdruck-Prüfständen40,41 der MFPA Weimar durchgeführt, Bild
4.4. Durch einen Druckübersetzer mit Servoventil können Drücke bis 4500 bar aufgebaut wer-
den, die für die Prüfanlagen noch dauerfest ertragen werden. Das Prüfmedium ist Hydrauliköl
Shell Tellus T46. Mit einem Mehrfachprüfkopf können gleichzeitig mehrere Proben geprüft
werden.
Die MFPA Weimar ist nach DIN EN ISO/IEC 17025:2005-08 [23]42 für die „Ermittlung der
Schwingfestigkeit innendruckbeanspruchter Bauteile“ akkreditiert. Die Gesamtunsicherheit des
Normals, des Verfahrens und des Druckmesssystems beträgt 15 bar. Die Drucksollwerte können
auf +/- 20 bar mit einer Wahrscheinlichkeit von 95,54 % unter Berücksichtigung des Normals,
des Verfahrens, des Druckmesssystems und der adaptiven Extremwertregelung eingehalten wer-
den.
MSR-Schrank Prüfkammer Hydraulikaggregat
Bild 4.4. Hochdruck-Prüfstand, Fabrikat Maximator
4.7.2 Lastfolgen und Versuchskonzept
4.7.2.1 Versuchskonzept
Ein Vorteil dieser Prüfanlage ist die Möglichkeit, auf einem Prüfhorizont in einem Versuch
gleichzeitig bis zu 20 Teile zu testen. Damit bietet sich für die Ermittlung der Dauerfestigkeit
das Probit-Verfahren an, siehe Finney [87]. Für die Ermittlung der Zeitfestigkeit wurde das
Perlenschnurverfahren [153, 157] verwendet, weil die Zeitfestigkeit damit am zuverlässigsten
ermittelt werden kann.
Die Grenzlastspielzahl für die Innendruckschwellversuche wurde in Abhängigkeit von den Bruch-
lebensdauern im Dauerfestigkeitsgebiet festgelegt, also zwischen 3.000.000 und 10.000.000 Last-
wechsel.
40Detailierter Aufbau von Hochdruckprüfständen, siehe Beschreibung in [15,283,26]
41Die Druckbelastung erfolgt mit sinusförmigen Verlauf. Dadurch ist bis zu Frequenzen von 24 Hz experimentell




4 Experimentelle Untersuchungen an Kreuzbohrungen



























Bild 4.8. Betriebslastfolge CORAL
4.7.2.2 Lastfolgen
Die Einstufenversuche wurden bei Lastverhältnis von R = 0 und R = 0, 5 durchgeführt, Bilder
4.5 und 4.6. Die Zweistufenversuche beinhalten einen großen Lastwechsel mit dem Lastver-
hältnis R = 0. Die eingefügten kleinen Lastwechsel (jeweils 1.000 oder 10.000) haben den
selben Maximaldruck, Bild 4.7. Das Zahlenverhältnis kleine zu große Lastspielen ist dabei so
gewählt, dass die großen nach der linearen Schadensakkumulationstheorie nach Miner nur
einen unbedeutenden Schädigungsbeitrag liefern. Zweistufenversuche sind die einfachsten Be-
triebslastfolgen und ermöglichen die Untersuchung des Reihenfolgeeffektes.
Die Prüffrequenz betrug bei den Einstufen- und Betriebslastenversuchen 8 Hz bis 20 Hz, bei
den Zweistufenversuchen maximal 24 Hz.
4.7.2.3 Betriebsähnliche Lastfolge CORAL
Die Basis für die synthetische Lastfolge CORAL (COmmon RAil Load Sequence) waren Mess-
ergebnisse aus Common-Rail Applikationen, die von dem Arbeitskreis zum FVV Vorhaben
Betriebsfestigkeit Hochdruckbauteile (Autofrettage IV) [278] zur Verfügung gestellt worden sind.
Die Lastfolgen wurden mit Hilfe des Rainflow-Zählverfahrens [185] nach der HCM Methode
von Clormann und Seeger [61] ausgewertet.
Die Rainflowmatrix von CORAL beinhaltet, Bild 4.9:
• 30.000 Start-Stopp-Zyklen (SSZ) 0 - pmax
• Leerlaufdruck: 14 % von pmax



















 von Klasse nach K
lasse





















Bild 4.10. Rainflowmatrix von CORAL mit
Omission
• Omission: 10 % von pmax
• Gesamtumfang 3.000.000 Lastwechsel
Die Lastfolge beinhaltet 300 Start-Stopp-Zyklen (SSZ) oder 300 Fahrten incl. der Zwischen-
schwingspiele. Der Druckverlauf (Umkehrpunkte) einer typischen Fahrt ist in Bild 4.8 gezeigt.
Für den Gesamtumfang von CORAL muss diese Lastfolge 100 mal wiederholt werden. Das
Amplitudenkollektiv ist in Bild 4.11 dargestellt.
Für die Untersuchung einer verkürzten Lastfoge wurden die Schwingspiele mit dem Paramter
pSWT nach Smith, Watson und Topper [262] auf Nennspannungsbasis bewertet, Gleichung
4.3. Alle Schwingspiele, die mit pSWT bewertet kleiner als 64 % des Start-Stopp-Zyklus in pSWT
sind, wurden aus der Lastfolge entfernt43. Der Umfang der Lastfolge wird so auf 1/5 reduziert.




Nach Heuler und Seeger [122] führen auch Schwingspiele unterhalb der halben Dauerfes-
tigkeit bei Betriebsbeanspruchung mit den Lastfolgen Twist und MiniTwist zu einer Schä-
digung, so dass für die Lastfolge CORAL mit den entfernten kleinen Schwingspielen (CORAL
mit Omission) mit einer Lebensdauerverlängerung in SSZ zu rechnen ist.
4.7.3 Statistische Auswertung der Dauerfestigkeitsversuche
Die Beschreibung der Festigkeitsverteilung im Dauerfestigkeitsgebiet (Ausfallwahrscheinlich-
keit PA) erfolgte mit der Logit-Verteilung44 [141, 34, 116]. Diese Verteilung führt zu höheren
Sicherheitsbeiwerten als die Normalverteilung [98], jedoch zu geringeren als die Weibullvertei-
lung [296].
43Das Entfernen von kleinen Schwingspilen wird im eglischsprachigen Bereich als omission bezeichnet
44engl: logistic distribution
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Bild 4.11. Amplitudenkollektiv von CORAL
Für die Auswertung der Versuchsergebnisse wurde die Logit-Verteilung mit logarithmischer
















Dabei ist PA die Ausfallwahrscheinlichkeit und u die standardisierte Merkmalsgröße, welche
im Fall der Innendruckschwellfestigkeitsprüfung mit logaritmischer Merkmalsgröße definiert ist
als
u =
lg ∆pi − lg ∆plg
slg
. (4.6)
In dieser Gleichung ist ∆pi der Druckhorizont i, lg∆plg die mittlere Dauerfestigkeit und slg
die Standardabweichung der logaritmierten Merkmalsgröße .






ermittelt, wobei ri die Anzahl der gebrochenen Versuchsproben und ni die Gesamtzahl der
Versuche auf dem betrachteten Druckhorizont ∆pi ist. Falls auf einem Horizont nur Brüche oder
nur Durchläufer vorliegen, können lediglich Grenzwerte auf Basis der Binomialverteilung [141]
für eine Konfidenz von 50 % angegeben werden mit
PA, i > 0, 51/ni nur Brüche (4.8)
45Diese Verteilung wird als Logarithmische Logitverteilung [14] bezeichnet und findet z.B. in den Bereichen der
Lebensdauer- und Ereignisanalyse [38], der Medizin [62] und Wirtschaftswissenschaften [88] Anwendung.




PA, i 6 1− 0, 51/ni nur Durchläufer. (4.9)
Durch die Einzelpunkte (∆pi, PA,i) wird zur Ermittlung von Mittelwert und Streuung eine





Für die Logit-Verteilung mit logarithmischen Merkmalsgrößen gilt
lg T = 2, 42 · slg (4.11)
wobei slg die Standardabweichung der logarithmischen Merkmalsgrößen darstellt.
Für praxisrelevante kleine Ausfallwahrscheinlichkeiten können zulässige Werte gemäß Logit-









4.7.4 Ergebnisse der Innendruckschwellversuche
Die Ergebnisse der Innendruckschwellversuche sind in tabellarischer Form, Tabellen A.1 bis
A.14 und in Wöhlerliniendiagrammen, Bilder A.22 bis A.35, dargestellt. Beispielhaft für das
Lastverhältnis R = 0 werden hier in den Bildern 4.12 und 4.13 die Versuchsergebnisse im
Wöhlerliniendiagramm dargestellt (siehe auch Bilder A.22 und A.23).

















Bild 4.12. Experimentelle Wöhlerlinie h/d =
20/5, nicht autofrettiert, R = 0
















Bild 4.13. Experimentelle Wöhlerlinie h/d =
10/5, Autofrettage 6000 bar, R = 0
Die Ergebnisse der Zweistufenversuche der Varianten h/d = 20/5, nicht autofrettiert, pmax =
2250 bar, mit einem Verhältnis der kleinen zu großen Lastwechseln von 1 : 1.000 und 1 :
10.000, zeigen keinen erkennbaren Zusammenhang zwischen Lastspielzahl und Schwingweite
der kleinen Lastwechsel, Bilder 4.14 und 4.15 (siehe auch Bilder A.28 und A.30). Vermutlich
ist die Druckschwingbreite des großen Lastwechsels mit ∆p = 2250 bar zu klein gewählt.
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Bild 4.14. Experimentelle Lebensdauerli-
nie h/d = 20/5, nicht autofret-
tiert, Zweistufenversuch 1 : 1000,
pmax = 2250 bar



















Bild 4.15. Experimentelle Lebensdauerlinie
h/d = 20/5, nicht autofrettiert,
Zweistufenversuch 1 : 10000,
pmax = 2250 bar
Der direkte Vergleich zwischen Einstufen- und Zweistufenversuch bei pmax = 3000 bar kann bei
einer Druckschwingbreite von 1500 bar aus den Versuchsreihen R = 0, 547 und dem Zweistufen-
versuch 1 : 100048 abgelesen werden. Durch die eingestreuten großen Lastwechsel 0 bis 3000 bar
halbiert sich die Lebensdauer ungefähr, obwohl die Teilschädigung der großen Schwingspiele
nach linearer Miner-Regel nur ca. 1 % beträgt.
Alle Zweistufenversuche zeigen bis zur gewählten Grenzlastspielzahl von 10.000.000 Lastwech-
seln, dass immer noch eine Schädigung durch die kleinen Lastwechsel stattfindet. Aus diesen
Versuchen lassen sich keine Schätzungen ableiten, ab welcher Beanspruchungshöhe diese kleinen
Lastwechsel nicht mehr schädigen.
Die Bilder 4.16 bis 4.19 beinhalten die statistische Auswertung für die Dauerfestigkeit. Die
statistische Auswertung der Variante Kreuzbohrung R = 0, 5, h/d = 20/5, nicht autofrettiert,
(Bild 4.18) ergibt eine geringe Korrelation mit der Regressionsgeraden, die nicht erklärbar ist.
47vgl. Tabellen A.2 und A.9 sowie Bilder A.24 unf A.25
48vgl. Tabellen A.3 und A.10 sowie Bilder A.26 und A.27
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p(PA=50%) = 1872 bar
T  1,37 


























Bild 4.16. Statistische Auswertung der Dauer-
festigkeit R = 0, h/d = 20/5, nicht
autofrettiert










p(PA=50%) = 2039 bar
T  1,081 
























Bild 4.17. Statistische Auswertung der Dauer-
festigkeit R = 0, h/d = 10/5, Auto-
frettage 6000 bar










p(PA=50%)  1268 bar


























Bild 4.18. Statistische Auswertung der Dauer-
festigkeit R = 0, 5, h/d = 20/5, nicht
autofrettiert












p(PA=50%) = 1179 bar























Bild 4.19. Statistische Auswertung der Dauer-
festigkeit R = 0, 5, h/d = 10/5, Au-
tofrettage 6000 bar
4.8 Fraktographische Untersuchungen
Fraktographische Untersuchungen sollten weiterführende Informationen zur Anrissbildung und
zum Rissfortschritt liefern. Insbesondere für die Durchläufer im Dauerfestigkeitsgebiet war zu
ermitteln, ob eine Anrissbildung stattgefunden hat und ob es im Laufe der Beanspruchung zu
einem Rissstopp gekommen war. Die angerissenen Proben wurden darüber hinaus bezüglich
Rissform und Rissgröße untersucht. Weiterhin wurden Proben aus dem Zeitfestigkeitsgebiet
untersucht, um ebenfalls Aussagen zu Risslänge und Rissform treffen zu können.
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Die Proben wurden zunächst in der Mitte der Bohrungskreuzung geviertelt, so dass für die
weiteren Untersuchungen je Probe vier 90◦-Kreissektoren mit je einer Verschneidungskante zur
Verfügung standen. In ein solches Kreissegment wurde von außen in der Bohrungsebene ein
5 mm breiter Schlitz bis etwa 5 mm vor die Verschneidungskante gefräst. Die Ansicht einer so
präparierten Probe zeigt Bild 4.20.
Bild 4.20. Ansicht eines Probenstückes, präpariert zum Aufbrechen
Durch das Zusammendrücken dieses freigeschnittenen Außenbereiches nach Kühlung in flüssi-
gem Stickstoff konnten die Proben in der Ermüdungsrissebene gespalten und damit die Riss-
flächen geöffnet werden. Diese wurden am Stereomikroskop bei 4 bis 15- facher Vergrößerung
untersucht, vermessen und ausgewählte Bereiche wurden mittels Mikroskopkamera dokumen-
tiert, siehe beispielhaft Bilder 4.21 und 4.22.
Die Tabelle 4.6 beinhaltet die Angaben zu den fraktographisch untersuchten Proben. In Tabelle
4.7 sind die fraktographisch ermittelten Risslängen zusammengestellt. Die vier Segmente sind
als S1 bis S4 bezeichnet. Die Längenangaben a und c sind entlang einer Bohrung gemessen.
Die Länge b ist die Tiefe des Risses in der Winkelhalbierenden. Die Bilder A.36 bis A.72 zeigen
die Bruchflächenaufnahmen (ab Seite 157).
Die Ergebnisse der fraktographischen Bruchflächenuntersuchungen lassen sich wie folgt zusam-
menfassen:
• Die Risse, die sich im Zeitfestigkeitsbereich bilden, sind annähernd viertelkreisförmig
(A031, A060, B022, B021, B115)
• Die untersuchten Durchläufer im Dauerfestigkeitsgebiet h/d = 10/5, Autofrettage 6000
bar, R = 0 zeigen alle einen stehengebliebenen Riss. Diese Risse zeigen leichte Abweichun-
gen von der geometrischen Symmetrie. Die Kreuzbohrung B015 zeigt geringere Risstiefen
im Vergleich zu den mit 80 bar höher getesteten Proben B005, B013, B026, B042 und
B048.
• Im Gegensatz dazu zeigen die vier untersuchten Durchläufer im Dauerfestigkeitsgebiet
h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar, R = 0, 5 nur an zwei von 16 Segmenten einen
stehengeblieben Riss. Die Anrissdauerfestigkeit und die Rissstillstandsdauerfestigkeit sind
demnach annähernd gleich.
• Die Probe A060 zeigt für die Kreuzbohrungen h/d = 20/5, nicht autofrettiert, dass die
kritische Risslänge für das instabile Risswachstum fast die geometrisch maximal mög-
liche Größe von 22, 5 mm erreicht. Das Versagen wird durch die Undichtigkeit an den
Dichtstellen mit Konus erreicht.
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• Die Kreuzbohrungen h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar versagen bei einer Risslänge von
ungefähr 7 mm, siehe Kreuzbohrung B115.
Bild 4.21. Übersichtsaufnahme Bruchfläche Bild 4.22. Detail Bild 4.21
Tabelle 4.6. Fraktographisch untersuchte Proben und zugehörige Parameter der Innendruckschwell-
prüfung
Versuch ∆p [bar] Lastwechsel Anmerkung Bilder
B015 R = 0 1.870 3.000.000 Durchläufer A.36, A.37, A.38, A.39,
A.40
B005 R = 0 1.950 3.024.172 Durchläufer A.41, A.42, A.43, A.44
B013 R = 0 1.950 5.032.768 Durchläufer A.45, A.46, A.47, A.48
B026 R = 0 1.950 3.024.172 Durchläufer A.49, A.50, A.51, A.52,
A.53
B042 R = 0 1.950 5.032.768 Durchläufer A.54, A.55, A.56, A.57,
A.58
B048 R = 0 1.950 5.000.000 Durchläufer A.59, A.60, A.61, A.62
B053 R = 0 1.950 5.000.000 Durchläufer A.63
A031 R = 0 3.500 75.601 Durchläufer,
Zeitfestigkeit
A.64, A.65
B022 R = 0 3.500 15.502 Durchläufer,
Zeitfestigkeit
A.66, A.67
B064 R = 0,5 1.130 10.005.512 Durchläufer A.68
B067 R = 0,5 1.130 10.005.512 Durchläufer
B101 R = 0,5 1.130 10.005.512 Durchläufer A.69
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Tabelle 4.7. Fraktographisch ermittelte Risslängen, Risslängen in mm
S1 S2 S3 S4
a b c a b c a b c a b c
B015 1,76 2,23 1,20 1,71 2,34 1,20 1,69 2,13 1,17 1,63 2,26 1,21
B005 3,00 4,20 2,01 2,43 3,45 1,61 2,36 3,04 1,52
B013 3,16 3,73 1,80 2,84 3,03 1,59 2,87 3,41 1,68
B026 2,35 3,08 1,44 2,41 2,90 1,37 2,31 2,80 1,42 2,37 2,80 1,45
B042 2,62 3,07 1,56 2,60 2,87 1,48 2,81 2,88 1,54 3,11 2,89 1,61
B048 2,12 2,72 1,35 2,18 2,52 1,39 2,21 2,57 1,33
B053 2,03 3,32 1,37
A031 7,72 7,73 6,88 8,00 8,03 7,13
B022 4,51 4,56 3,43 4,18 4,32 3,37
B064 kein Riss 2,5 2,95 1,6 kein Riss kein Riss
B067 kein Riss kein Riss kein Riss kein Riss
B101 kein Riss kein Riss 2,07 2,93 1,56 kein Riss
B144 kein Riss kein Riss kein Riss kein Riss
A060 18,4 19,7 17,4
B021 7,7 7,9 6,4 7,2 7,0 5,5 6,9 7,3 5,9 7,9 7,7 6,4
B115 6,84 6,95 5,62
4.9 Eigenspannungsmessungen
Die Eigenspannungsmessungen wurden mit dem sin2 Ψ Verfahren [265] am {211}-Peak durch-
geführt. Die verwendeten röntgenographischen Elastizitätskonstanten betragen für die Cr-K
α-Strahlung:
− 12S2 {211} = 5, 76 · 10−6 Nmm2
−S1 {211} = 1, 25 · 10−6 Nmm2
(4.13)
Je eine Kreuzbohrung h/d = 20/5 (nicht autofrettiert) und h/d = 10/5 (Autofrettage 6000
bar) wurde entlang einer Bohrung getrennt, um die Zugänglichkeit für die Eigenspannungs-
messungen zu ermöglichen. Dadurch wird der Eigenspannungszustand geändert. Weil mit dem
in Abschnitt 5.2 beschrieben Verfahren nach der Autofrettage das Auftrennen nicht modelliert
werden kann, wurden Berechnungen mit einem bilinearen Werkstoffgesetz (kinematische Ver-
festigung, Programmcode B.1) durchgeführt. Diese Berechnungen zeigen, dass durch das Auf-
schneiden der Kreuzbohrung h/d = 10/5 der Eigenspannungszustand in Kerbnähe nur gering-
fügig verändert wird, Bild 4.23. Für diesen Fall ist deshalb für einen reales Werkstoffverhalten
mit Bauschinger-Effekt davon auszugehen, dass durch das Auftrennen nach der Autofrettage
der Eigenspannungszustand auch nur geringfügig beeinflusst wird.
In den Bildern 4.24 und 4.25 sind die gemessenen und für den Fall der Autofrettage zusätzlich
berechneten Eigenspannungen nach Abschnitt 5.2 dargestellt. Es zeigt sich, dass die Eigenspan-
nungen der Kreuzbohrung h/d = 20/5 (nicht autofrettiert) erwartungsgemäß nahe null sind,
weil deie Wärmebehandlich nach der mechanischen Fertigung erfolgt ist. Für die Variante der
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Bild 4.23. Berechnete Eigenspannung nach Autoftrettage und anschließendem Auftrennen mit bili-
nearem Materialmodell mit kinematischer Verfestigung
Kreuzbohrung h/d = 10/5 (Autofrettage 6000 bar) ergibt sich eine gute Übereinstimmung der
gemessenen mit den berechneten Eigenspannungen im Rahmen der Mess- und Rechengenau-
igkeit.

















Bild 4.24. Eigenspannungen Kreuzbohrung
h/d = 20/5, nicht autofrettiert




















Bild 4.25. Eigenspannungen Kreuzbohrung




In diesem Kapitel werden die für die Berechnung des Rissfortschrittes notwendigen Module auf
Basis einer Literaturauswertung vorgestellt. Diese Module basieren ausschließlich auf schon
veröffentlichten Verfahren. Die gewählte Kombination ist jedoch neu. Für das vorgeschlagene
Berechnungsverfahren waren bei der Auswahl der Module folgende Kriterien maßgebend:
• Alle wesentlichen Effekte, die die Lebensdauervorhersage für diesen Anwendungsfall be-
einflussen, müssen abgebildet werden können.
• Es wird ein Minimalkonzept verfolgt, d. h. dass die Komplexität des Berechnungsverfah-
rens so gering wie möglich und nur so umfangreich wie nötig ist.
Da die getrennte experimentelle Verifikation der einzelnen Module des Berechnungsverfahrens
nur in geringem Umfang möglich ist, kann das vorgeschlagene Berechnungsverfahren nur in
seiner Gesamtheit verifiziert werden. Es sind also nur Lebensdauervorhersagen mit experimen-
tellen Lebensdauern vergleichbar.
Die Module des vorgeschlagenen Berechnungsverfahren sind:
• Berechnung der Autofrettageeigenspannungen (Abschnitt 5.2),
• Ermittlung der Spannungsintensität (Abschnitt 5.3),
• Rissöffnungs- und Rissschließverhalten (Abschnitt 5.4) und
• Rissfortschritt und Rissstillstand (Abschnitt 5.5).
Das Berechnungsverfahren ist in einem Fortran Programm WF3D (Abschnitt 5.6) umgesetzt.
5.2 Eigenspannungen aus Autofrettage
5.2.1 Modellierung
Die Eigenspannungsausbildung bei Autofrettage wird wesentlich durch den Bauschinger-Effekt
des Werkstoffes bestimmt [36, 58]49. Die nichttransienten Vorgänge der zyklischen Ver- und
Entfestigung werden besonders sichtbar, wenn man die verdoppelt dargestellte Erstbelastungs-
kurve mit der Erstentlastungskurve eines Werkstoffes vergleicht, z. B. Bilder B.4 und B.5. In
jüngster Zeit sind aufwendige Plastizitätsmodelle veröffentlich worden [164, 75], die es u. a.
ermöglichen, den Bauschinger-Effekt gut abzubilden. Nachteilig ist bei diesen Plastizitätsmo-
dellen jedoch, dass große Anforderung gestellt wurden an
• die Anzahl und die Dauer der durchzuführenden Werkstoffversuche,
49siehe auch [220,223,270,215]
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• die Parmateridentifikation des Plastizitätsmodells und
• den Rechenbedarf bei großen Plastizierungen.
Für die Eigenspannungsberechnung durch Autofrettage wurde von Thumser, Bergmann und
Vormwald [276, 277] ein Verfahren vorgestellt, dass die Autofrettagesimulation in zwei Be-
rechnungschritte unterteilt, die Autofrettagebe- und -entlastung. Diese werden getrennt von-
einander im FE-Modell berechnet. Als Werkstoffgesetz für die Autofrettagebelastung wird nur
ein Werkstoffgesetz benötigt, das es ermöglicht, die Zugversuchskurve abzubilden. Für die Ent-
lastungsrechnung werden jedem Finiten Element individuelle Werkstoffkurven, d. h. Erstent-
lastungskurven in Abhängigkeit der zuvor erreichten plastischen Dehnung aus dem Autofret-
tagebelastungsvorgang zugewiesen. In kommerziellen FE-Programmen kann dies ersatzweise
durch das Einlesen der plastischen Dehnung als Temperatur erfolgen und das Werkstoffgesetz
temperaturabhängig gestaltet werden.
Für nichtproptionale Beanspruchungsverläufe, z. B. Eigenspannungen aus Montage und an-
schließende Autofrettage, ist das Verfahren der Superposition nicht geeignet. Für diese Bean-
spruchungen muss auf ein „vollständiges“ Plastizitätsmodell zurückgegriffen werden.
Um den Einflusse der Superposition abschätzen zu können, wurden an den in Kapitel 4 vorge-
stellten Kreuzbohrungen Vergleichsrechungen50 durchgeführt. Dabei wurde der Autofrettage-
vorgang mit verschiedenen Methoden berechnet:
1. bilineares Werkstoffgesetz mit kinematischer Verfestigung (E = 200.000 MPa; µ = 0,3,
σy = 1000 MPa; Epl = 1000 MPa)51,
2. bilineares Werkstoffgesetz mit isotroper Verfestigung (E = 200.000 MPa; µ = 0,3, σy =
1000 MPa; Epl = 1000 MPa)52,
3. Superposition von Autofrettagebe- und -entlastung (Masing Verhalten [184]) mit kine-
matischer Verfestigung53 und
4. Superposition von Autofrettagebe- und -entlastung (Masing Verhalten [184]) mit isotro-
per Verfestigung54 in Abhängigkeit der zuvor erreichten plastischen Dehnung.
Der Autofrettagedruck betrug dabei jeweils 60 %, 80 % und 100 % des vollplastischen Druckes
pp. Die berechneten Eigenspannungen (normal zur Mittelebene) sind vom Schnittpunkt einer
Verschneidungskante mit der Mittelebene in das Material hinein dargestellt, Bilder 5.1 bis 5.4.
Es ergeben sich kaum erkennbare Unterschiede zwischen den Berechnungen mit vollständigem
Plastizitätsmodell und mit der Superpositionsmethode.
Für zyklische Beanspruchung sind Plastizitätsmodelle mit kinematischer Verfestigung den Mo-
dellen mit isotroper Verfestigung vorzuziehen. Für den Vergleich wurden hier dennnoch beide
Varianten überprüft, weil komplexere Plastizitätsmodelle [164, 75] eine Kombination beider
Varianten enthalten.
50ohne Berücksichtigung des Bauschiger-Effektes
51siehe Programmcode Abaqus A.1, Seite 165
52siehe Programmcode Abaqus A.2, Seite 165
53siehe Programmcode Abaqus für Entlastungsberechnung A.3, Seite 165
54siehe Programmcode Abaqus für Entlastungsberechnung A.4, Seite 166
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Bild 5.1. Vergleich der Methoden der Eigen-
spannungsberechnung für Kreuzboh-
rung h/d = 20/5 mit kinematischer
Verfestigung








Kin.   Superpos.
      0,6 x p
p
      0,8 x p
p








Bild 5.2. Vergleich der Methoden der Eigen-
spannungsberechnung für Kreuzboh-
rung h/d = 10/5 mit kinematischer
Verfestigung
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Bild 5.3. Vergleich der Methoden der Eigen-
spannungsberechnung für Kreuzboh-
rung h/d = 20/5 mit isotroper Ver-
festigung








Iso.   Superpos.
      0,6 x p
p
      0,8 x p
p








Bild 5.4. Vergleich der Methoden der Eigen-
spannungsberechnung für Kreuzboh-
rung h/d = 10/5 mit isotroper Ver-
festigung
5.2.2 Elementwahl in Abaqus
Isoparametrische Elemente berechnen aus den Verschiebungen die Spannungen. Für den plas-
tischen Zustand gilt Volumenkonstanz µpl = 0, 5. Bei hydrostatischer Beanspruchung sind
aufgrund der Volumenkonstanz im Plastischen und der Symmetrie keine plastischen Verfor-
mungen vorhanden. Somit lassen sich die Spannungen nicht mehr aus den Verschiebungen
berechnen. Bei realen Bauteilen tritt dieser Effekt besonders bei größeren plastischen Zonen
auf und macht sich dadurch bemerkbar, dass z. B. Koordinatenspannungen an den Elemen-
trändern zweier benachbarter Elemente sehr unterschiedlich sind.
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Für das im Rahmen dieser Arbeit verwendete FE-Programm Abaqus [5, 7] wurden finite Ele-
mente mit hybridem Ansatz verwendet. Diese nutzen zusätzlich einen linearen Ansatz für den
hydrostatischen Druck55 innerhalb des Elementes.
5.2.3 Stabilität der Eigenspannungen
Für die Stabilität der Eigenspannungen ist die Betrachtung der lokalen Hystereseschleifen un-
ter Schwingbeanspruchung notwendig. Dabei sind die Effekte der zyklischen Ver- und/oder
Entfestigung und die Mittelspannungsrelaxation maßgebend.
Die Mittelspannungsrelaxation56 ist abhängig von der plastischen Dehnungsamplitude57 und
der Höhe der Mittelspannungen. Für den betrachteten Fall der Kreuzbohrungsprobe h/d=10,
Autofrettage 6000 bar ist im Kerb bei Beanspruchungen Rp = 0 und ∆p = 2000 bar das lokale
Beanspruchungsverhältnis sehr nahe an −1, so dass keine Veränderung der Mittelspannungen
stattfinden kann, vgl. Abschnitt D.3. Für höhere Beanspruchungen kann das lokale Spannungs-
verhältnis den Wert von R = −1 leicht übersteigen. Dies wird aber durch die Plastizierung
im Kerbgrund begrenzt. Berechnungen mit dem Döring Plastizitätsmodell [75] zeigen, dass
die Eigenspannungen durch die zyklische Entfestigung des Werkstoffes 42CrMo4 betragsmäßig
geringfügig reduziert [278,119] werden.
Aufgrund des großen Spannungsgradienten sind im Bauteilinneren die Hysteresisschleifen mit
so geringen plastischen Dehnungen verbunden, dass keine Veränderungen der Mittelspannungen
und somit auch keine Veränderungen der Eigenspannungen stattfinden können.
5.3 Ermittlung der Spannungsintensität
5.3.1 Ermittlung der Spannungsintensität mit 2D-Gewichtsfunktion
Für die Dauerfestigkeitsberechnung autofrettierter Hochdruckbauteile eignet sich jede Ge-
wichtsfunktion, da der absolute Wert der Spannungsintensität kaum relevant ist, siehe [276,
277]58. Für die Berechnung der Rissfortschrittslebensdauern können diese ohne eingehend Prü-
fung nicht verwendet werden, weil der absolute Werk der Spannungsintnesität relevant ist. Für
die Lebensdauerberechnung ist die absolute Höhe der Spannungsintensitäten von Bedeutung,
deshalb kann nur eine 2D-Gewichtsfunktion mit angepaßter Geometriekorrektur verwendet
werden.
55hybrid incompressible solid element formulation
56Mittelspannungen relaxieren immer in Richtung Mittelspannung gleich Null.
57Auch bei makroskopisch elastischen Hysteresisschleifen kann Mittellspannungsrelaxation auftreten, siehe z.
B. [39].
58Die dabei verwendeten Gewichtsfunktionen sind im Anhang C aufgelistet.
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5.3.2 Ermittlung der Spannungsintensität mit 3D-Gewichtsfunktion nach
Oore und Burns
Oore und Burns [197] haben für die Anwendung auf beliebige ebene Innenrisse eine Ge-
















Q Ort der Einzellast
Q′ Ort auf der Rissfront
lQQ′ Abstand QQ′
S Rissfront
ρQ Abstand zwischen Rissfront und Q
Bild 5.5. Risskonfiguration für 3D-Gewichtsfunktion, aus [197])


















Zur Genauigkeitbetrachtung sind die von Oore und Burns [197] veröffentlichten numeri-
schen Ergebnisse für den elliptischen Innenriss unter konstanter Spannung in Bild 5.6a mit der
analytischen Lösung dargestellt. Eigene Berechnungen zeigen, dass die Abweichung von der
analytischen Lösung maximal 8 % betragen, Bild 5.6b.
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(a) Analytische Lösung und die von Oore und Burns
[197] veröffentliche Lösung mit Gewichtsfunktion
nach Gleichung 5.1
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(b) Analytische Lösung und mit Gleichung 5.1 berech-
net
Bild 5.6. Spannungsintensitätsfaktoren für elliptischen Innenriss unter konstanter Spannung
Verschiedene Autoren [67,97,173,111,188] berichten, dass insbesondere für elliptische Rissfor-
men die Abweichung von der analytischen Lösung nach Irwin [134] bei kleinem Halbachsenver-
hältnis besonders groß ist. So haben Desjardins et. al. [67] für ein Halbachsenverhältnis von
0,2 einen maximalen Fehler von 18, 4 % festgestellt. Dies deckt sich nicht mit den Erfahrungen
von Oore und Burns [197] und eigenen Berechnungen. Das Verhalten ist vermutlich auf die
numerische Rissmodellierung zurückzuführen.
5.3.2.1 Erweiterung auf Oberflächenriss
Oore und Burns schlagen für die Anwendung der Gewichtsfunktion nach Gleichung 5.1 auf
Oberflächenrisse die Betrachtung eines äquivalenten Innenrisses vor, Bild 5.7. Die so ermit-
telten Spannungsintensitäten müssen dann mit einem von der Beanspruchungskonfiguration
unabhängigen Erhöhungsfaktor für Oberflächeneinfluss fs skaliert werden.
Für die Anwendung auf Bohrungsverschneidungen mit verschiedenen Verschneidungswinkeln
wird hier auf Basis numerischer Untersuchungen nach Abschnitt C.2.4 vorgeschlagen, als Er-
höhungsfunktion das Verhältnis der Spannungsintensitätsfaktoren eines kreissegmentförmigen
Oberflächenrisses (Gleichung C.6) und eines kreisförmigen Innenrisses (Gleichung C.1) zu nut-
zen, so dass für die Erhöhungsfunktion fs in Abhängigkeit des polaren Winkels φ gilt:





auch Gleichung C.7 (5.4)
mit
f1 =
 1.13 + 0.05 · φmax für φmax 6
pi
2




 0.08 · φmax für φmax 6
pi
2
0.08 + 0.03 · φmax für φmax > pi2
auch Gleichung C.8 (5.5)
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Bild 5.7. Oberflächenrisserweiterung, aus [198])
Für die Bereiche von φ ≈ 0 und φ ≈ φmax, d. h. für den oberflächennahen Bereich, ist Gleichung
5.4 nicht gültig, Bilder C.4 und C.5. Es wird die Erhöhungsfunktion auf den Wert von fs ≤
Fφmax (0, 1 · φmax) ≡ Fφmax (0, 9 · φmax) begrenzt, so dass
fs (φ) = Fφmax (φ) ≤ Fφmax (0, 1 · φmax) ist. (5.6)
5.3.2.2 Modellierung des Randeinflusses
Glinka und Reinhardt [103] erweitern die Gewichtsfunktion von Oore und Burns um die
Länge ΓB der invertierten Kontur vom Punkt Q
′














Dieser Randeinfluss wird relevant, wenn die Rissfront sich einer Bauteilkante nähert. Im Rah-
men dieser Arbeit wird dieser Einfluss nicht mit berücksichtigt.
5.3.2.3 Integration der 3D-Gewichtsfunktion
Die Integration zur Ermittlung der Spannungsintensität für den Ort Q′ erfolgt als Flächenin-





Desjardins et. al. [67] stellten eine Methode der erhöhten Netzdichte zur Integration der
Gewichtsfunktion vor. Es werden die Randelemente mit der ursprünglichen Breite b parallel
zum Rand geteilt mit den Abständen (0 · b) ; (10−4 · b) ; (10−3 · b) ; (10−2 · b) ; (10−1 · b) und(
100 · b). Diese Bereiche werden halbanalytisch integriert. Bei dieser Methode der Integration
konnte trotz erheblich erhöhtem numerischen Aufwand keine Verbesserung der Genauigkeit
festgesellt werden. Beispielhaft ergeben sich für die in Bild 5.6b berechneten Varianten Un-
terschiede von maximal 0, 8 % bei Anwendung dieser Integrationsmethode im Vergleich zur
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Integraton ohne spezielle Randelemente. Auch von Greuling [108] wird bestätigt, dass keine
besondere Behandlung in der Nähe der Rissfront notwendig ist, wenn die Netzdichte fein genug
gewählt worden ist.
5.3.2.4 Anwendung der 3D-Gewichtsfunktion - Literaturauswertung
Die 3D-Gewichtsfunktion von Oore und Burns (Gleichung 5.1) wurde in vielfältigen Anwen-
dungen genutzt. Tabelle 5.1 gibt eine Übersicht.
Tabelle 5.1. Nutzung der Gewichtsfunktion Oore und Burns [197]
Autoren Jahr Inhalt
Desjardins et. al. [67] 1991 Spannungsintensität eines viertelkreisförmigen Risses an einer
Querbohrung eines dickwandigen Hochdruckzylinders
Katthab et. al. [146] 1985 Numerische Integration der Singularitäten
Katthab et. al. [147] 1986 Verifikation der Gewichtsfunktion für unregelmäßig berande-
te, konvexe und konkave Innenrisse
Forbes et. al. [90] 1991 Anwendung auf halbelliptische Oberflächenrisse in Schweiß-
verbindungen
Orynyak et. al. [202] 1993 analytischer Vergleich für elliptische Risskonfiguration
To, Lambert and
Burns




[142] 1994 Zuverlässigkeitsanalyse von Offshorekomponenten auf Basis
von RFFM (reliability fatigue and fracture mechanics ana-
lysis), Spannungsinstensitätsbestimmung mit Gewichtsfunk-









Erstellung von Gewichtsfunktionen mit der PWFM (point
weigth funktion method) unter Nutzung der Gewichtsfunk-
tion nach Oore und Burns zu Abbildung des asymtotischen
Verhaltens und der Referenzlösungen




[229] 2000 LEBM in polykritallinen Materialien
Tjernberg [280] 2000 Rissfortschrittslebensdauerberechnung einer Reibschweißver-
bindung
Liu und Wu [171] 2002 Vergleich der numerischen Anwendung der Gewichtsfunktion
mit Irwin Lösung [134]
Orynyak, Gien-
ko, Yu und Ka-
menchuk
[203,203] 2002 Erstellung der Gewichtfunktion für elliptischen Riss
Hachi et. al. [110] 2005 Ermittlung der Spannungsintensität in dickwandigen Zylin-
dern unter Innendruckbelastung mit halbelliptischen Ober-
flächenrissen
Otegui et. al. [204] 2005 Lebensdauerberechnungen an einem Querhaupt eines Ethylen
Kompressors nach einem Schadensfall
Greuling [107] 2005 Anwendung der Gewichtsfunktion zu Ermittlung der Span-







[189] 2008 Untersuchung von partiell geschlossenen Rissen
5.4 Rissöffnungs- und Rissschließverhalten
5.4.1 Arten des Rissschließens
Auf Grund von experimentellen Ergebnissen ist zuerst von Christensen [59] und von Elber
[79] festgestellt worden, dass Rissschließen für technische Werkstoffe nicht bei K = 0 eintritt59.
Die verschiedenen Ursachen des Rissschließens sind nach Elber [79] und Suresh und Richie
[267] eingeteilt worden in
1. bleibende Verformungen infolge plastischer Zone (plastizitätsinduziertes Rissschließen),
2. Bildung von Oxidschichten auf den Rissufern,
3. Ausbildung von Rauhigkeiten an den Rissufern60,
4. Eindringen viskoser Flüssigkeiten zwischen den Rissufern und
5. Umwandlung im Werkstoffgefüge.
Von Ritchie [235] ist diese Zusammenstellung der Risschließeffekte um
6. Partikel aus Reibung und
7. wasserstoffinduzierte Verformungen
ergänzt worden.
Für Stähle sind die Effekte des plastizitätsinduzierten Rissschließens dominierend [267]. Beim
Vorhandensein von Flüssigkeiten können diese das Rissöffnungsverhalten zusätzlich beeinflus-
sen.
5.4.2 Definitionen









Smax − Smin (5.10)
59Bei der Berechnung von Spannungsintensitätsfaktoren werden rein formal auch negative Spannungsintensitä-
ten errechnet, die mechanisch nicht möglich sind. Diese Vorgehensweise ist aber dennoch sinnvoll, weil durch
Verwendung der Superposition Spannungsintensitäten aus verschiedenen Lastfällen addiert werden können.
60Dieser Effekt ist bei Schubbeanspruchung (Mode II und III) relevant.
63
5.4 Rissöffnungs- und Rissschließverhalten
Üblicher ist die Angabe des effektiven Verhältnisses γ der Rissöffnungslast Sop zur Maximallast
Smax, so dass gilt





Häufig wird das Rissöffnungsverhältniss γ = Sop/Smax über dem Spannungsverhältnis R dar-
gestellt. Der dabei verwendete Scharparameter ist Smax/σF . Für den Bereich von R < −1 ist
diese Definition nicht sinnvoll, weil z. B. bei R = −2 und Smax/σF = 0, 5 die Unterlast Smin






Unter der Annahme von linear-elastischem Werkstoffverhalten tritt Rissschließen bei K = 0
ein, d. h. für die Spannungsintensitätsschwingweite gilt:
∆K = Kmax −max (0,Kmin) (5.13)
5.4.3 Flüssigkeitsinduziertes Rissschließen
Kiciak, Glinka und Burns [151] führten für die Untersuchung des Rissforschrittes in dick-
wandigen Zylindern unter Innendruck eine Literaturrecherche zum hydrodynamischen Effekt
in Rissen durch:
• Von Kendall [144] werden die hydrodynamischen Effekte als gering angenommen, so
dass der Innendruck als hydrostatisch angesehen werden kann.
• Tzuso et. al. [287, 286] zeigen auf Grund experimenteller Befunde, dass sich ein hydro-
dyamischer Effekt ausbilden kann.
• Dieses Phänomene wurden von Davis und Ellison [66]61,62 genauer untersucht. Der
maximale hydrodynamische Effekt wird bei Druckentlastung beobachtet, wenn das Fluid
eingesperrt ist. Es wurde beobachtet, dass eine Veränderung der Spannungsintensitäts-
schwingweite in Abhängigkeit von
– der Viskosität des Fluids,
– der Belastungsfrequenz,
– dem R-Verhältnis und
– dem Rissuferprofil
eintritt. Für das Maximum der Spannungsintensität wird angenommen, dass es keine
hydrodynamischen Effekte gibt. Für die minimale Spannungsintensität nutzen Kiciak,
Glinka und Burns das Modell von Davis und Ellison.
61Diese Arbeit stützt sich auf Erkenntnisse von Galvin und Nailer [96] sowie Endo et.al. [80,81,82]. Galvin
und Nailer postulierten, dass durch die zusätzliche Belastung die Lebensdauern reduziert und der Rissfort-
schritt beschleuningt wird. Endo et. al. fanden, dass sich die Lebensdauern verlängeren und der Rissfortschritt
verlangsamt wird mit zunehmender Ölviskosität. Dieser Effekt steigert sich bei höheren Frequenzen.




Im Rahmen der weiteren Untersuchungen in dieser Arbeit werden keine hydrodynamische Ef-
fekte63 bei der Rissfortschrittssimulation berücksichtigt, weil es sich bei den untersuchten Fre-
quenzen und Medien um Effekte 2. Ordnung handelt. Das flüssigkeitsinduzierten Rissschließen
wird als zusätzlicher Lastfall mit konstat über die Rissufer verteiltem Druck modelliert.
5.4.4 Plastizitätsinduziertes Rissschließen
5.4.4.1 Plastizitätsinduziertes Rissschließen unter Einstufenbelastung im homogenen
Beanspruchungsfeld
Für homogene Beanspruchung unter einstufiger Belastung hat Elber [79] für die Aluminiumle-
gierung 2024-T3 die Rissöffnungsbeziehung angegeben zu:
U = 0, 5 + 0, 4 ·R (−0, 1 < R < 0, 7) (5.14)
In der Literatur existiert eine große Anzahl64 solcher Rissöffnungsbeziehungen für viele Werk-





1, 5−R für − 5 6 R < 0, 5
1 für 0, 5 6 R < 1
(5.15)
Kurihara et. al. [160] untersuchten an zwei Stählen65 das Rissfortschrittsverhalten im Be-
reich zwischen −5 ≤ R ≤ 0, 8 an Mittenrissscheiben. Die von Kurihara et. al. ermittelte
Rissöffnungsbeziehung auf Grund von Rissöffnungsmessungen und Rissfortschrittsdaten ist in
Gleichung 5.15 angegeben.
Es wurde von Kurihara et. al. auch beobachtet, dass sich das Rissöffnungsverhältnis mit der
Risslänge ändert, Bild 5.8. Von den Autoren wird dieser Effekt auf den Sägeschnitt (0,2 mm
Breite) zurückgeführt, der kein Rissschließen bei kurzen Risslängen ermöglicht.
In die Auswertung von Kurihara et. al. sind die „stabilisierten“ Rissöffnungsverhältnisse ein-
geflossen. Für das Rissschließverhalten ist der Zustand ohne große Plastizierungen im Netto-
querschnitt von Interesse. Statt U(R = −5) = 0, 2 bei einer Risslänge von a > 25mm ist das
Verhalten des Risses bei einer Länge von 15 mm zu betrachten, d. h. U(R = −5) = 0, 35. Es
zeigt sich, dass neben den technisch zu lösenden Problemen bei der Versuchsdurchführung, wie
z. B. die Anbringung einer Knickhalterung, das prinzipielle Problem bei homogen belasteten
Querschnitten darin besteht, dass im Druckbereich sehr große Schwingamplituden aufgebracht
werden müssen, um Rissfortschritt zu erzeugen. Diese führen zu erheblichen Plastizierungen
im Nettoquerschnitt und verändern das Rissöffnungsverhalten wesentlich.
Newman Jr. [194] hat auf Grundlage von Berechnungen mit einem Fließstreifenmodell66 für
elastisch-idealplastischen Werkstoff, eine Rissöffnungsbeziehung [195] in Abhängigkeit von
63Hydrodynamische Effekte in Rissen haben große Bedeutung beim Rissfortschritt unter Wälzbeanspruchung,
siehe z. B. Marquis und Socie [183], Glodez et. al. [104]
64siehe Schijve [246] und Marci et. al. [182,181]
65Die Stähle sind Steel A und Steel B benannt. Beide Stahlsorten werden nach Angaben der Autoren im
Druckbehälterbau eingesetzt.
66siehe Dugdale [77], Führiung [86]
65
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Bild 5.8. Veränderung des Rissöffnungsverhältnisses mit wachsender Risslänge, aus [160]
• der Oberspannung Smax,
• dem Spannungsverhältniss R,
• dem Constraint Faktors α (Gleichung 5.16, α = 1 für ebenen Spannungszustand, α = 3







• der Fließspannung σF des Werkstoffes
abgeleitet.









= A0 +A1 ·R für − 1 6 R < 0
A0 =
(
0, 825− 0, 34 · α+ 0, 05 · α2)(cos pi · Smax
2 · σF
)1/α
A1 = (0, 415− 0, 071 · α) Smax
σF
A2 = 1−A0 −A1 −A3
A3 = 2 ·A0 +A1 − 1
(5.17)
Bilder 5.9a und 5.9b geben eine Übersicht über den Verlauf der Rissöffnungsbeziehung nach
Gleichung 5.17.
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(a) α = 1.0
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(b) α = 3.0
Bild 5.9. Rissöffnungsbeziehung nach Newman [195]
Die Fließstreifenmodelle können das reale Werkstoffverhalten nur über die Fließspannung be-
rücksichtigen. Tabelle 5.2 gibt eine Übersicht über die Fließspannungsinterpretation für Glei-
chung 5.17. In der praktischen Anwendung hat sich die Interpretation nach Vormwald [293]
als sinnvoll erwiesen, siehe Zerbst et. al. [303].
Tabelle 5.2. Fließspannungsinterpretation σF für Newman Rissöffnungsbeziehung nach Gleichung
5.17
Quelle σF
Romeiro et. al. [236] 0, 5 (Rp0,2 +Rm)
















Savaidis et. al. [243] haben die Bestimmungsgleichung für A0 nach Gleichung 5.17 so modifi-
ziert, dass für Smax > σF und α 6= 1 komplexe Wurzeln vermieden werden.
A0 =
(
0, 825− 0, 34 · α+ 0, 05 · α2) ∣∣∣∣cos pi · Smax2 · σF
∣∣∣∣1/α sign pi · Smax2 · σF (5.18)
Vormwald et. al. [294] führen einen weiteren Freiwert Am ein, um die Mittelspannungsemp-
findlichkeit für den untersuchten Werkstoff anzupassen, Bild 5.10. Die Koeffizienten A0 und A1
nach Gleichung 5.17 werden angepasst.
A0 =
(
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Bild 5.10. Rissöffnungsbeziehung nach New-
man [195] mit Erweiterung nach
Vormwald et. al. [294]
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Bild 5.11. Rissöffnungsbeziehung nach Ibrahim
e.t. al. [132]
Von Romeiro et. al. [236] wurden Versuche mit Druckmittellasten (R ≤ −1) durchgeführt.
Es wurden an Mittenrissscheiben (M(T)-Proben) aus dem Werkstoff Ck45 im Lastbereich von
−3 ≤ R ≤ 0, 7 experimentell Rissöffnungslasten ermittelt. Nach diesen experimentellen Daten
kann festgestellt werden, dass das Rissöffnungsverhältnis U sensitiver auf die Maximallast
Smax und weniger empfindlich auf die Minimallast Smin reagiert, Bild 5.12. Die Vorhersage
des Rissöffnungsverhaltens mit der Newman Formel (Gleichung 5.17) im Bereich bis R = −3
führt zu größeren Abweichungen. Dennoch ist die erweiterte Anwendung der Gleichung 5.17
gerechtfertigt, weil die Abhängigkeiten qualitativ in der richtigen Weise wiedergegeben werden.
Für die spätere Verwendung werden hier die Änderungen von Savaidis et. al. [243], Romeiro
et. al. [236] und Vormwald et. al. [294] zusammengefasst. Damit wird die Gleichung 5.17 in
Sop
Smax
= A0 +A1 ·R+A2 ·R2 +A3 ·R3 für 0 6 R < 1
Sop
Smax
= A0 +A1 ·R für − 3 6 R < 0
A0 =
(
0, 825− 0, 34 · α+ 0, 05 · α2) ∣∣∣∣cos pi · Smax2 · σF
∣∣∣∣1/α sign pi · Smax2 · σF +Am
A1 = (0, 415− 0, 071 · α) Smax
σF
+Am
A2 = 1−A0 −A1 −A3
A3 = 2 ·A0 +A1 − 1
(5.20)
überführt.
In der Vergangenheit wurden viele Finite-Elemente-Berechnungen67 durchgeführt, um die mit
den Fließstreifenmodellen nicht abbildbaren Einflüsse, wie z. B. mehrachsige Beanspruchung,
genauer beschreiben zu können.
67siehe z. B. Zusammenstellung in [232]
68
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Bild 5.12. Experimentell ermittelte effektive
Schwingweiten nach Romeiro [236]
und Rissöffnungsbeziehung nachKu-
rihara, Newman und Ibrahim

























Bild 5.13. Experimentell ermittelte effektive
Schwingweiten nach Kurihara [160]
und Rissöffnungsbeziehung nachKu-
rihara
Ibrahim, Thompson und Topper [132] haben an der Aluminiumlegierung 2024-T4 das Riss-
öffnungsverhalten (−2, 5 < R < 1) mit einem erweiterten Fließstreifenmodell untersucht. Dar-











α = 0, 63 + 0, 2375 tan (R)
β = 0, 56(1−R)
γ = 1, 45− 0, 45R
 für Smin > 0 (5.22)
























für Smin < 0 (5.23)
Die Gleichungen 5.21, 5.22 und 5.23 sind nur für die Beanspruchungshöhe
max (−Smin, Smax) /σF < 1 (5.24)
gültig.Für die praktische Anwendung wird hier vorgeschlagen, für größere Beanspruchungen










Für den Bereich R ≤ −1 existieren für Stähle sehr wenige experimentelle Daten zum Riss-
öffnungsverhalten. In Tabelle 5.3 ist eine Übersicht über die in der Literatur behandelten
Werkstoffe und Parameter zusammengestellt. In den Bildern 5.12, 5.13 und 5.14 sind die ex-
69
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Tabelle 5.3. Werkstoffkennwerte für Rissöffnungsdaten aus Literatur für R ≤ −1
Autoren Werkstoff Rp0,2 Rm R
′
p0,2 α σF
[MPa] [MPa] [MPa] nach Gl. 5.16 [MPa]
Romeiro et. al. [236] Ck 45 350 600 - 2,3 450
Kurihara et. al. [160] Steel A 367 526 - 1,0 447
Kurihara et. al. [160] Steel B 723 804 - 1,0 763
Silva [260] 34 CrNiMo 6 880 1204 927 3,0 1066
Silva [260] Ck 45 499 793 406 3,0 600
perimentell ermittelten Daten und die Vorhersage nach Kurihara, Newman und Ibrahim
dargestellt. Die experimentellen Ergebnisse zeigen, dass das Rissöffnungsverhalten im Bereich
von R ≤ −1 im Wesentlichen vom Verhältnis ζ = −Smin/σy abhängig ist. Die R-Abhängigkeit
ist von untergeordneter Bedeutung. Die Vorhersagemodelle nach Newman und Ibrahim et.
al., die dieses Verhalten mit berücksichtigen können, sagen zu geringe Unterschiede für ver-
schiedene Beanspruchungshöhen ζ vorher.
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Bild 5.14. Experimentell ermittelte effektive Schwingweiten nach Silva [260] und Rissöffnungsbezie-
hung nach Kurihara, Newman und Ibrahim
Für das Berechnungsverfahren wird im Rahmen der Untersuchungen in Kapitel 6 (Abschnitt
6.4) gezeigt, dass die Rissöffnungsbeziehung nach Ibrahim (Gleichungen 5.21 und 5.25) die
beste Vorhersage im Vergleich zu den Rissöffnungsbeziehungen linear elastisch (Gleichung 5.13),
Newman (Gleichung 5.20) und Kurihara (Gleichung 5.15) für das Gesamtkonzept ergeben.
5.4.4.2 Plasizitätsinduziertes Rissschließen im inhomogenen Beanspruchungsfeld
McClung [186] stellt die Frage, wie die Näherungsbeziehung für Rissschließen nach New-
man für Bauteile mit Spannungsgradienten im ungerissenen Querschnitt (inhomogenes Bean-
spruchungsfeld) verwendet werden kann. Auf Basis von FE-Analysen wird vorgeschlagen, die


















Das σ˜-Konzept von Richter [232] definiert die wirksame Spannung σ˜. Die wirksame Spannung
σ˜ ist diejenige Spannung, die bei homogener Belastung mit σ˜68 dieselbe Rissspitzenbeanspru-
chung wie unter der tatsächlichen, inhomogenen Beanspruchung hervorruft.
K (σ˜) ≡ K (inhomogene Beanspruchung) (5.28)











Es lässt sich leicht zeigen, dass das σe-Konzepts einen Sonderfall des σ˜-Konzepts darstellt.
Dieser Sonderfall ist die konstante Geometriekorrekturfunktion fe = 1. Für den Sonderfall
homogener Beanspruchung gilt dann:
K (σe) = fe · σe ·
√
pia (5.30)
Für den allgemeinen Fall der inhomogenen Beanspruchungen lassen sich die in Abschnitt 5.4.4.1
aufgeführten Rissöffnungsbeziehungen für homogene Beanspruchung anwenden, wenn die Spa-
nungsintensitätK oder die Nennspannung S durch die Konzepte σe (McClung) oder σ˜ (Rich-
ter) ersetzt werden.
5.4.4.3 Plastizitätsinduziertes Rissschließen unter Mehrstufen- und Betriebsbelastung im
homogenen Beanspruchungsfeld
Für die rechnerische Rissfortschrittslebensdauervorhersage unter Betriebsbeanspruchung im
homogenen Beanspruchungsfeld ist die genaue Vorhersage des Rissöffnungsverhaltens von ent-
scheidender Bedeutung. Um die Entwicklung des Rissöffnungsverhaltens experimentell und
rechnerisch zu beobachten, sind Einstufenversuche mit eingestreuten Überlasten69 (auch Un-
terlasten und Kombination von Unter- und Überlast) geeignet. Neben der Veränderung des
Rissöffnungsverhaltens werden die Hysteresen in der Lage durch das große Schwingspiel ver-
schoben.
In der Untersuchung [55] von Buschermöhle,Memhardt und Vormwald wird der Einfluss
von Drucküberlasten70 auf das Rissfortschrittsverhalten des Stahles 42CrMo4 untersucht.
Die wesentlichen Ergebnisse der Versuche und Rechnungen sind:
• Drucküberlasten führen nicht zu einer Beschleunigung des zyklischen Rissfort-
schritts. Nennbeanspruchungen und örtliche Beanspruchungen sind im Zusam-
menhang mit dem Gesamtsystem, in dem das rissbehaftete Bauteil integriert
ist, zu sehen.
68Für ein konstant mit dem Druck p beaufschlagtes Rissufer ist σ˜ = p.
69siehe [69,156,180,187,259,261,285,302]
70Als Drucküberlasten sind negative Spannungen und nicht Innendrucküberlasten zu verstehen.
71
5.5 Rissfortschritt und Rissstillstand
• Bei hohen Drucküberlasten (im Bereich von 50 % der Zug-Streckgrenze) wurde
eine Verringerung der Rissfortschrittslebensdauer beobachtet; eine deutliche
Beschleunigung als Folge eines Reihenfolgeeffekts wurde jedoch nicht festge-
stellt. Drucküberlasten haben keinen Einfluss auf den Threshold-Wert ∆Kth.
• Die numerische Simulation der Rissöffnungsspannungen bestätigt die Versuchs-
ergebnisse und zeigt den Einfluss des Constraints auf das Rissöffnungsverhal-
ten und die Rissfortschrittsgeschwindigkeit.
• Der Vergleich von Rechnungen anhand unterschiedlicher Modelle mit den Ver-
suchslebensdauern für die bauteilähnlichen Proben zeigt die gute Anwendbar-
keit linearer Vorhersagemodelle, z. B. nach Paris auf der Grundlage effektiver
Spannungsintensitätsfaktoren ∆Keff , für eine Abschätzung des Einflusses von
Drucküberlasten auf die Rissfortschrittslebensdauer.
Es werden für die Rissfortschrittsuntersuchungen innerhalb dieser Arbeit keine Reihenfolgeef-
fekte berücksichtigt.
5.4.4.4 Plastizitätsinduziertes Rissschließen unter Mehrstufen- und Betriebsbelastung im
inhomogenen Beanspruchungsfeld
Für die Vorhersage des plastizitätsinduzierten Rissschließens unter Mehrstufen- und Betriebs-
belastung kann durch die Verwendung der wirksamen Spannung σ˜ nach Richter (Abschnitt
5.4.4.2) auch auf inhomogene Beanspruchungsfelder angewendet werden. Wie in Abschnitt
5.4.4.3 dargestellt, zeigt der Stahl 42CrMo4 keine wesentlichen Reihenfolgeeffekte.
5.5 Rissfortschritt und Rissstillstand
Der Bereich des stationären Risswachstums wird durch die Paris-Erdogan Beziehung [205]









Es existiert eine ganze Reihe von Ansätzen, die zusätzlich die Bereiche des Schwellwertes und

















Diese Formel berücksichtigt zusätzlich noch die Mittelspannungsabhängigkeit über dasR−Verhältnis
der Spannungsintensitäten und über die Rissöffnungsfunktion f nach Newman [195] (Glei-
chung 5.17).
Für die Darstellung des Rissfortschritts in Abhängigkeit von der effektiven Spannungsintensi-
tätsschwingweite (siehe Kapitel 5.4) sind für den Bereich stationären Risswachstums die Riss-






















Für die Abschätzung des effektiven Schwellwertes der Spannungsintensität sind umfangreiche
Arbeiten veröffentlicht worden. Es zeigt sich, dass eine annähernd lineare Beziehung zwischen
dem E-Modul und dem effektiven Schwellwert der Spannungsintensität besteht71,72. Vorm-
wald [293] gibt auf Grundlage der Daten von Taylor [273] an:
∆Keff,th = 1, 414 · 10−5 ·
√
m · E. (5.35)
Das von Sadananda und Vasudevan [239] und Sadananda et. al. [238] postulierte Vorhan-
densein von zwei Schwellwerten (Bild 5.15), d. h. für die Schwingweite ∆K und den Maxi-
malwert Kmax der Spannungsintensität, lässt sich nach der Meinung des Verfassers in einen
Schwellwert für effektive Schwingweiten des Spannungsintensitätsfaktors überführen. Beispiel-
haft dafür wurde die Rissöffnungsbeziehung nach Kurihara et. al. [159,160], Gleichung 5.15,
benutzt, um das Kriterium in einer Kmax - ∆K Darstellung mit einen effektiven Schwellwert
der Spannungsintensität ∆Keff,th = 3 MPa
√
m für Risstopp darzustellen, Bild 5.16.
45K. Sadananda, A.K. Vasudevan / International Journal of Fatigue 26 (2004) 39–47
the L-shaped curve diverges indicative of superimpo-
sition of alternate mechanism of crack growth.
Using similar K–Kmax curves for various crack
growth rates, we can extract the limiting values K∗–
K∗max at each crack growth rate. Fig. 11 shows the corre-
sponding K∗–K∗max trajectory map for the ceramic com-
posite. With increasing crack growth rate, the curve first
approaches the fatigue line and diverges at still higher
crack growth rates. At high crack growth rates, the
curves dive towards the Kmax axis. This happens when
the monotonic fracture modes begin to superimpose on
the fatigue crack growth. The curve will intersect the
Kmax axis when the applied Kmax is equal to the fracture
toughness value, KIC. Here, the alternate mechanism of
crack growth in this case is the monotonic fracture. The
result is not unexpected since the material is inherently
brittle and superimposed monotonic fracture modes are
natural.
All three examples illustrate the fact that the trajectory
maps as function of crack growth rate reflect the physics
of the governing crack growth mechanisms. It is well
known that steels in ambient air, due to the presence of
moisture, are sensitive to environment. The environmen-
tal effects get accentuated in the presence of alloying
elements, such as Cr–Ni–Mo as in Steel-E, as well as
with increase in yield strength [21,22]. Fracture mode
changes from transgranular at extremely slow crack
growth rates, to intergranular at intermediate range and
back to transgranular at high crack growth rates. For
many steels, maxima in the percentage of intergranular
crack growth occur as a function of Kmax. The conver-
gence of the trajectory path to pure fatigue line for steel-
D (Fig. 5) reflects cyclic strain controlled fatigue as in
Laird mechanisms. In this Type I behavior, the environ-
mental effects are predominately time-dependent. The
effects decrease with increase in crack growth rates due
Fig. 11. Crack growth trajectory map for the ceramic–ceramic com-
posite. The decreasing K∗ after the peak is generally seen when the
monotonic fracture modes become significant. K∗ approaches zero
when K∗max reaches material fracture toughness value, KIC.
to decreasing transient times. Similarly, the divergence
from the line for Steel-E reflects the environmentally
induced cleavage process. Here, the effects are predomi-
nantly stress dependent and increase with increase in
stress even though transient times are decreasing. For
the composite material, monotonic fracture process gets
superimposed on fatigue thus affecting crack growth tra-
jectory. More extensive analysis of the superimposed
monotonic fracture on fatigue is presented elsewhere
[23]. The current analysis shows the power of the two-
parameter approach in understanding the kinetics of
fatigue crack growth, using crack growth trajectory
maps.
4. Consistency of different test methods
It has generally been accepted in the literature that
constant high Kmax-controlled tests provide more accur-
ate K thresholds or closure-free crack growth rates
[24]. Fig. 12 shows typical material behavior in terms
of K–Kmax plots starting from thresholds. To determine
these plots, various types of tests are needed as shown
in the figure. These include constant K-tests, constant
R-tests, and constant Kmax tests; all indicated by various
lines intersecting the material curves. It is obvious that
any particular type of test pick-up the material behavior
along that path. To evaluate complet material’s
behavior, the whole range of K–Kmax map has to be
scanned. The fundamental material behavior extracted
using various tests is independent of the nature of the
test. Hence, all the tests are self-consistent and useful to
analyze the material behavior. From the point of mech-
anics of testing, high Kmax = constant (with decreasing
Fig. 12. Constant R-tests, constant Kmax tests and constant K tests
are all self-consistent defining a unique K–Kmax fatigue maps for a
given material and environment. Total K and Kmax define contri-
butions from applied and internal stresses.
Bild 5.15. Schwellwerte für Rissfortschritt, aus
[239, Bild 12]
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Bild 5.16. Kriterium Rissstopp mit ∆Keff,th
5.6 Berechnungsprogramm WF3D
5.6.1 Programmablauf
Für die Berechnung des Rissfortschrittes wurde ein Fortran-Programm WF3D (weight func-
tion 3D)73 erstellt, das nach folgendem Algorithmus funktioniert:
71Übersicht von Greuling [107] bzw. Lawson et. al. [162]
72Nach der Definition von Suresh [268] ist der Schwellwert nicht mit einer Risswachstumsgeschwindigkeit von
null, sonden mit Risswachtumsraten von da/dn 6 10−8mm/Schwingspiel verbunden.
73Durch die Nutzung der OpenMP Bibilothek [18,12] konnte aufgrund der guten Parallelisierbarkeit der Routi-
nen auf einem Vier-Kern-System die Berechungszeit auf 1/3 im Vergleich zu einem Ein-Kern-System reduziert
werden, siehe Programmcode A.5.
73
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d) elastische Spannungen und Eigenspannungen, berechnet nach Abschnitt 5.2
2. Abbilden der Spannungsverteilungen auf Innenriss
3. Initialen Riss erstellen
4. Schleife für Rissfortschrittsberechnung; Abbruch wennKmax > KIC odermax(a) > amax
oder Rissstillstand
a) Überprüfung Netzdichte; Zwischenpunktsinterpolation der Rissfrontknoten mit Spli-
ne nach Burkardt [53] in Polarkoordinatenraum φ− r
b) Ausgabe Rissfront für externen Vernetzer
c) Rissvernetzung mit TRIANGLE [258]
d) Einlesen der Rissvernetzung
e) Bestimmung des Umfangsintegrals ΓC für jeden Integrationspunkt74 nach Gleichung
5.2
f) Errechnung Erhöhungsfaktoren fs für Oberflächenriss an jedem Rissfrontknoten
nach Gleichung 5.6
g) Errechnung der Gewichtsfunktion75, Gleichung 5.3
h) Ermittlung der Spannungswerte an den Integrationspunkten mittels gewichteter
Mittelwertsbildung von benachbarten Stützstellen aus FE-Ergebnissen, siehe She-
pard [257]
i) Integration (numerische Summation) zur Ermittlung der Spannungsintensitäten
j) Berechnung Rissfortschritt lastspielzahlweise bis maximales zulässiges Rissinkre-
ment erreicht ist
i. Rainflowzählung mit HCM Algorithmus [61]
ii. Skalierung der Spannungsintesitätsfaktoren, umKmin undKmax für jeden Last-
wechsel (jeweils für jeden Rissfrontknoten)
iii. Ermittlung von ∆Keff mit
A. σ˜- Konzept nach Abschnitt 5.4.4.2, Gleichung 5.28 und
B. Rissöffnungsbeziehungen nach Abschnittt 5.4.4.1, alternativ
• linear elastisch: Gleichung 5.13,
• Newman: Gleichung 5.20,
• Ibrahim: Gleichungen 5.21 und 5.25,
• Kurihara: Gleichung 5.15
74Integrationspunkte sind die Flächenschwerpunkte der Dreiecke aus der Vernetzung
75Dimension der Gewichtsfunktionsmatrix: Anzahl Integrationspunkte · Anzahl der Rissfrontknoten
74
5 Berechnungsverfahren Rissfortschritt
iv. Ermittlung des Rissfortschrittssubinkrementes nach Abschnitt 5.5, Gleichung
5.33
k) Ausgabe Ergebnisse für aktuelle Rissfront
l) Ermittlung neue Rissfront
In den Bildern 5.17 ist beispielhaft die Rissvernetzung mit TRIANGLE aufgezeigt.









































(c) Ausschnitt Bild 5.17b
Bild 5.17. Beispiel zur Diskretisierung Innenriss
5.6.2 Steuerung des Rissfortschrittsinkrementes
Die Größe des Rissfortschrittinkrementes ist maßgebend für die numerische Stabilität der Riss-
fortschrittberechnung.
Die rechnerische Rissspitzenbeanspruchung ist hauptsächlich von der Spannung vor der Riss-
spitze und der Krümmung der lokalen Rissfront bestimmt. Eine konkave Rissfront erhöht die
Spannungsintensität, eine konvexe lokale Rissfront reduziert die Spannungsintensität.
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5.6 Berechnungsprogramm WF3D
Schematisch zeigt Bild 5.18 einen Ausschnitt einer Rissfront, bei dem die Rissfront am mitt-
leren Knoten eine konkave Krümmung hat. Um den Einfluss des Rissfortschrittsinkrementes
aufzuzeigen, wurde für den mittleren Knoten die doppelte Rissfortschrittsgeschwindigkeit im
Vergleich zu allen anderen dargestellten Knoten (Rissfortschritt) angenommen und die neue
Rissfront berechnet. Es zeigt sich, dass die Rissfront, die mit dem größten Inkrement berechnet
wurde, numerisch nicht mehr stabil ist.
Um das dargestellte Problem zu lösen, wurden im Programm WF3D nachfolgende Schritte
gewählt:
1. Begrenzung des Rissfortschrittsinkrementes auf 1/4 des mittleren Knotenabstandes der
Rissfront,
2. Reduzierung des Rissfortschrittsinkrementes auf 1/5 des unter 1 genannten Wertes, wenn
an einer Stelle der Rissfront Rissstillstand erreicht ist,
3. gleitender Mittelwert für die Spannungsintensitätsfaktoren entlang der Rissfront,
4. gleitender Mittelwert für die Rissinkremente zur Berechnung der neuen Rissfront entlang
der Rissfront,
5. Reduzierung der Anzahl der Rissfrontkonten auf 1/3 (jeder 3. wird verwendet), um die
neue Risskontur zu bestimmen, Zwischenpunktsinterpolation der Rissfrontknoten mit
Spline nach Burkardt [53] in Polarkoordinatenraum φ − r, um ursprüngliche Anzahl
der Rissfrontkonten wieder zu erhalten
Für das in Bild 5.18 gezeigte Beispiel ist der gleitende Mittelwert aus 3 Werten der Rissfort-
schrittsgeschwindigkeit gewählt worden und in Bild 5.19 dargestellt. Bei dem größten Rissfort-














Bild 5.19. Einfluss Rissfortschrittsinkrement-
größe mit gleitender Mittelwertsbil-
dung - schematisch
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6 Anwendung des Berechnungsverfahrens auf
Kreuzbohrungen
6.1 Einleitung
Das in Kapitel 5 beschriebene Berechnungsverfahren für den Rissfortschritt wird auf die in
Kapitel 4 vorgestellten Bohrungsverschneidungen angewendet.
6.2 Beanspruchungsermittlung für Kreuzbohrungsprobe
h/d=10 mit 6000 bar Autofrettage
6.2.1 Eigenspannungsberechnung
Die für Abaqus verwendeten Parameter für die Simulation des Autofrettagevorganges sind auf
Basis der in Abschnitt 3.5.2 beschriebenen Versuche in den Tabellen B.2 und B.3 sowie in den
Bildern B.1, B.4 und B.5 dargestellt, siehe Anhang B.1.
In Bild 6.1 sind die Eigenspannungen normal zur Symmetrieebene für die Kreuzbohrung h/d =
10/5 nach Autofrettage 6000 bar dargestellt.
6.2.2 Spannungssuperposition
Zur Darstellung der superponierten Beanspruchungszustände zeigen die Bilder A.73 bis A.76
(Anhang A.4.1) für die Symmetrieebene:
• die Spannungen infloge elastischer Innendruckbeanspruchung, Bild A.73,
• die Eigenspannungen infolge Autofrettage 6000 bar, Bild A.74,
• die Spannungen infolge Autofrettage 6000 bar und 2000 bar Innendruck, Bild A.75.
• die Spannungen infolge Autofrettage 6000 bar, 2000 bar Innendruck und 2000 bar Riss-
uferbelastung, Bild A.76.
6.2.3 Untersuchung einer geraden Rissfront a=1,2 mm
In Anlehnung an die experimentellen Befunde, Kapitel 4.8, und die numerischen Untersu-
chungen, Kapitel 6.3.4, für den Rissstillstand der Kreuzbohrung h/d = 10/5 mit 6000 bar
Autofrettage wurde ein gerader Riss mit der Risstiefe von a = 1, 2 mm angenommen, Bilder
6.2, 6.3 und 6.4. Diese Konfiguration wurde zur Ermittlung von Spannungsintensitätsfaktoren
sowohl mit FE als auch mit der Gewichtsfunktionsmethode untersucht.
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Bild 6.2. Modellierte Rissfront a = 1, 2 mm für Bohrungsverschneidung h/d = 10/5
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Bild 6.3. Globalmodell Bohrungsverschneidung
h/d = 10/5 für Rissfront a = 1, 2 mm
Bild 6.4. Submodell Bohrungsverschneidung
h/d = 10/5 für Rissfront a = 1, 2 mm
(ohne Verschneidungskante)
Für die bruchmechanische Auswertung der Spannungsintensitäten sind in Abaqus zwingend
Hexaederelemente vorgeschrieben. Der Vernetzer von Abaqus CAE ist nicht in der Lage, für
das gesamte Modell ein Hexaedernetz in notwendiger Qualität76 zu erstellen. Eine weitere
Möglichkeit ist die Modellierung des Rissbereiches mit Hexaederelementen und des „äußeren“
Bereiches mit Tetraederelementen. Die Schnittstelle zwischen beiden Netzen muss als innerer
Kontakt (tied contact) modelliert werden. Durch diesen inneren Kontakt wird die Steifigkeit
in dieser Ebene erhöht, weil die Verschiebungen den Ansatzfunktionen der Tetraeder und der
Hexaeder genügen müssen, insbesondere wenn Knoten des Tetraedernetzes nicht mit Knoten
des Hexaedernetzes in der Kontaktebene deckungsgleich sind. Nach Erfahrungen des Verfassers
treten selbst in Bereichen ohne Spannungsgradienten, die mit tied contact modelliert sind,
Spannungsspitzen auf. Eine dritte Möglichkeit bietet die Verwendung der Submodelltechnik.
Bei der Submodelltechnik werden ausgehend von einem Globalmodell die Freiheitsgrade am
Rand des Teilmodells (Submodell) aus dem Globalmodell übernommen. Die Einschränkung bei
dieser Methode ist die Begrenzung auf lineare Probleme, weil es keine Rückkopplungen vom
Submodell an das Grobmodell gibt. Diese Variante wird hier verwendet.
Das Superpositionsgesetz ermöglicht es, die Spannungen aus dem ungerissenen Zustand auf
die Rissufer des Zustandes mit Riss aufzubringen, um die Spannungsintensitäten zu ermitteln,
Bild C.7. Abaqus bietet keine Möglichkeit, die Spannungen aus dem ungerissenen Zustand als
Belastung des gerissenen Zustandes aufzubringen. Es wurde ein Programm MapAbqCrackFace
entwickelt, das aus den Spannungswerten des ungerissenen Zustandes an den FE-Knoten die
Druckbelastung für jedes FE-Element des Rissufers interpoliert. Das Programm MapAbqCrack-
Face muss sowohl für das Grobmodell als auch für Submodell angewendet werden. Es sind nur
konstante Druckbeanspruchungen über je ein Element möglich, Bilder 6.7 und 6.8. Für die
Belastung Innendruck auf den Bohrungen kann die Spannungsintensität mit zwei Lastkonfigu-
rationen (Einheitslastfälle p = 1 MPa) ermittelt werden:
1. Druck auf die Bohrungsoberflächen, Bilder 6.3 und 6.4
76Als Netzqualität ist der allmählige Übergang von fein zu grob vernetzten Bereichen zu verstehen, ohne
degenerierte Elemente zu erhalten.
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Bild 6.6. Ausschnitt Bild 6.5, mit Risskontur
















Bild 6.7. Globalmodell mit Rissuferbelastung
aus elastischer Lösung Innendruck
















Bild 6.8. Submodell mit Rissuferbelastung aus
elastischer Lösung Innendruck (vgl.
Bilder 6.5 und 6.6)
2. Druckbeanspruchung auf die Rissufer mit Spannungen aus dem ungerissen Zustand77,
Bilder 6.7 und 6.8
In Bild 6.9 sind die Spannungsintensitäten dargestellt, ermittelt aus zwei Belastungskonfigura-
tionen mit FE und mit der Gewichtsfunktion. Für die unterschiedlichen Belastungskonfigura-
tionen aus FE ergeben sich erwartungsgemäß keine Unterschiede. Die Spannungsintensitäten,
ermittelt mit Gewichtsfunktion, liegen für die ganze Rissfront ca. 5 % über den FE-Ergebnissen.
Die Bilder 6.10, 6.11 und 6.12 enthalten die Auswertung der Spannungsintensitäten für die
weiteren Lastfälle konstanter Druck auf Rissufer, Autofrettagebelastung und Autofrettageent-
lastung. Ähnlich wie bei der Belastung Druck auf die Bohrungsoberflächen ergeben sich auch
für die anderen Lastfälle Abweichungen von maximal 5 %.
77Spannungsverteilung des ungerissenen Zustandes, Bilder 6.5 und 6.6
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auf Bohrungen p=1900 bar
 FE









Bild 6.9. Spannungsintensität aus Innendruck
auf Bohrungen für Bohrungsverschnei-
dung h/d = 10/5
















Bild 6.10. Spannungsintensität aus Innendruck
auf Rissufer für Bohrungsverschnei-
dung h/d = 10/5

















Bild 6.11. Spannungsintensität aus Autofretta-
gebelastung 6000 bar für Bohrungs-
verschneidung h/d = 10/5
















Bild 6.12. Spannungsintensität aus Autofretta-
geentlastung 6000 bar für Bohrungs-
verschneidung h/d = 10/5
Die Spannungsintensitäten aus Autofrettageeigenspannungen ergeben sich als Differenz der
Spannungsintensitäten aus Autofrettagebelastung minus Autofrettageentlastung, Bild 6.13.
Für die maximale Spannungsintensität unter einem Innendruck von p = 1900 bar ergeben
sich die in Bild 6.14 angegeben Verläufe. Die maximale Spannungsintensität entlang der gan-
zen Rissfront ist für beide Berechnungsmethoden sehr nahe bei ∆Keff,th.
Für den 1,2 mm tiefen Riss konnte folgendes nachgewiesen werden:
1. Die Spannungsintensitätsfaktorermittlung mit Gewichtsfunktion ergibt nur geringe Ab-
weichung gegenüber der Ermittlung mit finiten Elementen.
2. Für die Druckschwingbreite von ∆p = 1900 bar bei R = 0 ergeben sich entlang der gesam-
ten Rissfront maximale Spannungsintensitätsfaktoren, die sehr nahe ∆Keff,th sind. Die
experimentell ermittelte Rissform und -tiefe und die dazugehörige Druckschwingbreite
konnten rechnerisch nachvollzogen werden.
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6.3 Sensitivitätsanalyse



















Bild 6.13. Spannungsintensität aus Autofret-
tageigenspannungen für Bohrungs-
verschneidung h/d = 10/5, autofret-
tiert mit 6000 bar







- Beanspruchung auf Bohrungen
   p=1900 bar und











Bild 6.14. Spannungsintensität für Druck von
1900 bar für Bohrungsverschneidung
h/d = 10/5, autofrettiert mit 6000
bar
6.3 Sensitivitätsanalyse
6.3.1 Rechnerischer Einfluss der Rissöffnungsbeziehung
Das zuvor in Kapitel 5 beschriebene Rissfortschrittsmodell mit den Parametern:
• Anfangsriss: viertelkreisförmig mit a = 0, 25 mm,












• Schwellwert für Rissfortschrtitt: ∆Keff,th = 3, 5 MPa
√
m,
• Bruchzähigkeit KIC = 111 MPa
√
m, aus [234]78,
• maximale Risslänge amax = 25mm,
• Rissöffnungsbeziehungen (alternativ)
– linear elastisch79: Gleichung 5.13,
– Newman: Gleichung 5.20 mit σf = 749 MPa, α = 3.0 und am = 0, 0,
– Ibrahim: Gleichungen 5.21 und 5.25 mit σf = 749 MPa,
– Kurihara: Gleichung 5.15
wurde auf die Kreuzbohrungen angewendet.
Die Entwicklung der Risskontur ist in den Bildern A.77 und A.78 für den Fall Kreuzbohrung
h/d = 20/5 (nicht autofrettiert, R = 0, ∆p = 2400 bar, linear elastisches Rissöffnungsverhal-
ten) dargestellt. Die Bilder A.79 und A.80 zeigen die Entwicklung der Risskontur (minimale
und maximale Risstiefe) und die minimalen und maximalen Spannungsintensitäten entlang der
78in guter Übereinstimmung mit [118,129,130,131]
79In den Bildern ist für das linear elastische Verhalten die Bezeichnung Linear gewählt worden
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6 Anwendung des Berechnungsverfahrens auf Kreuzbohrungen
Bild 6.15. Experimentell ermittelte Rissfortschrittskurve, R = 0, 8, 42CrMo4, aus [233]

























Bild 6.16. Rechnerischer Einfluss Risschließver-
halten, Wöhlerlinie h/d = 20/5,
nicht autofrettiert, R = 0
























Bild 6.17. Rechnerischer Einfluss Risschließver-
halten, Wöhlerlinie h/d = 10/5, Au-
tofrettage 6000 bar, R = 0
Rissfront für andere Druckschwingbreiten. Für den Fall der Kreuzbohrung h/d = 10/5 (Au-
tofrettage 6000 bar, R = 0, linear elastisches Rissöffnungsverhalten) sind die entsprechenden
Darstellungen in den Bildern A.81 und A.82 enthalten.
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6.3 Sensitivitätsanalyse
Tabelle 6.1. Ergebnisübersicht zum Einfluss der Rissöffnungsbeziehung
Versuchstyp Kreuzbohrung
h/d = 20/5 h/d = 10/5
nicht autofrettiert Autofrettage 6000 bar
R = 0 Bild A.83 Bild A.84
R = 0.5 Bild A.85 Bild A.86
Zweistufenversuch 1 : 1000,
pmax = 3000bar
Bild A.87 Bild A.88
Zweistufenversuch 1 : 1000,
pmax = 2250bar
Bild A.89
Zweistufenversuch 1 : 10000,
pmax = 2250bar
Bild A.90
Betriebslast CORAL Bild A.91 Bild A.92
Betriebslast CORAL mit Omission Bild A.93 Bild A.94
Beispielhaft ist in den Bildern 6.16 und 6.17 der Einfluss der rechnerischen Rissöffnungsbezie-
hung auf die Rissfortschrittslebensdauer dargestellt. Alle Berechnungsergebnisse in Abhängig-
keit von den Rissöffnungsbeziehungen sind in Tabelle 6.1 zusammengestellt. Die Bilder zeigen
jeweils die rechnerischen Rissfortschrittslebensdauern mit den experimentellen Ergebnissen für
den Bruch.
Es zeigt sich, dass aufgrund der größten effektiven Schwingweite der linear elastische Ansatz
(Gleichung 5.13) die kürzesten Rissfortschrittslebensdauern liefert. Wie von Richter [232] schon
beobachtet, ergibt die Rissöffnungsbeziehung nach Ibrahim im Vergleich zur Newman Riss-
öffnungsbeziehung kleinere effektive Schwingweiten.
6.3.2 Rechnerischer Einfluss der Anfangsrisslänge und der
Bruchzähigkeit KIC
Der Einfluss der Anfangsrisslänge und der Bruchzähigkeit wurde rechnerisch untersucht, um
die Empfindlichkeit auf die rechnerische Lebensdauer zu ermitteln.
Die Untersuchungen wurden für die Kreuzbohrungen h/d = 20/5 (nicht autofrettiert) und für
h/d = 10/5 (Autofrettage 6000 bar) unter Einstufenbelastung R = 0 durchgeführt, Bilder 6.18
und 6.19.
Die Variation der Anfangsrisslänge (Halbierung und Verdopplung) und ein größerer Bruchzä-
higkeitskennwert verändert die rechnerischen Lebensdauer kaum. Die rechnerische Reduzierung
der Bruchzähigkeit ergibt bei großen Schwingweiten (große Maximalwerte) eine Reduzierung
der Lebensdauer für die Kreuzbohrungen h/d = 20/5 im nicht autofrettierten Zustand. Für
die Variante h/d = 10/5 mit Autofrettage 6000 bar hat die Veränderungen der Bruchzähigkeit
keine Auswirkung auf die rechnerische Lebensdauer. Dieses Verhalten erklärt sich dadurch,
dass die maximale Spannungsintensität für die Kreuzbohrung mit Autofrettage stark ansteigt,
wenn der Riss das Druckeigenspannungsfeld verlassen hat und sich im Zugeigenspannungsfeld
befindet.
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Bild 6.18. Rechnerischer Einfluss Anfangsriss-
länge und Bruchzähigkeit KIC für
h/d = 20/5, nicht autofrettiert, R =
0, Linear
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Bild 6.19. Rechnerischer Einfluss Anfangsriss-
länge und Bruchzähigkeit KIC für
h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar,
R = 0, Linear
6.3.3 Rechnerischer Einfluss der Rissfortschrittsparameter
Der Einfluss der Parameter der Rissfortschrittsgleichung auf den rechnerischen Rissfortschritt
wurde an der Kreuzbohrung h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar, für die Lastfälle R = 0 und
Betriebslast CORAL untersucht.
Es wurden die Rissöffnungsbeziehung nach Ibrahim und die Parameter der Rissfortschrittsglei-
chung 5.31 nach Paris und Erdogan mit den Paramtern aus Gleichung 5.34 und Gleichung
6.1 verwendet. Für die Betriebslast CORAL wurde die Untersuchung des Einflusses eines re-
duzierten Schwellwertes hinzugefügt.
Weil die Parametersätze der Rissfortschrittsbeziehungen sehr ähnlich sind, ergeben sich nur ge-
ringe Unterschiede in den Rissfortschrittslebensdauern, die im Rahmen der Rechengenauigkeit
des numerischen Modells liegen. Es ist erwartungsgemäß die Rissfortschrittslebensdauerlinie
mit dem geringeren Rissfortschtrittsexponenten am flachsten, Bild 6.20.
6.3.4 Rechnerische Einflüsse auf die Rissstillstandsdauerfestigkeit
Die rechnerischen Untersuchungen wurden für die Kreuzbohrung h/d = 10/5 mit Autofrettage
6000 bar bei Einstufenbelastung R = 0 durchgeführt.
6.3.4.1 Einfluss der Rissöffnungsbeziehung
Für die rechnerische Dauerfestigkeitsanalyse wurden die Laststufen ∆p = 1800 bar bis ∆p =
2000 bar in 50 bar Stufung untersucht.
Die Entwicklung der Rissfront und der Spannungsintensitäten für ∆p = 1900 bar unter Verwen-
dung der linear elastischen Rissöffnungsbeziehung ist in den Bildern 6.22 und 6.23 dargestellt.
Es zeigt sich, dass die Rissfront in der Winkelhalbierenden zuerst zum Stillstand kommt. Zu
den Bohrungen hin wächst der Riss aber noch weiter, Bild 6.22. Für die verschiedenen Va-
rianten der Rissöffnungsbeziehung sind die bruchmechanisch ermittelten Dauerfestigkeiten in
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Bild 6.20. Einfluss Rissfortschrittsparameter,
Wöhlerlinie h/d = 10/5, Autofretta-
ge 6000 bar, R = 0
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Bild 6.21. Einfluss Rissfortschrittsparameter,
Lebensdauerlinie h/d = 10/5, Au-
tofrettage 6000 bar, Betriebslast
CORAL


























Bild 6.22. Risskonturen, h/d = 10/5, Autofret-
tage 6000 bar, R = 0, ∆p = 1900 bar,
Linear





























Bild 6.23. Spannungsintensitäten, h/d = 10/5,
Autofrettage 6000 bar, R = 0, ∆p =
1900 bar, Linear
Tabelle 6.2 und in Bild 6.26 dargestellt. Bilder 6.24 und 6.25 zeigen die Rissstillstandskon-
tur in Abhänigkeit der Druckschwingweite und die Rissstillstandskontur für die verschiedenen
Rissöffnungsbeziehungen.
In Tabelle 6.2 sind die Ergebnisse der Dauerfestigkeitsvorhersagen aufgelistet. Die Berech-
nungen wurden im Druckschwingbereich ∆p von 1800 bar bis 2000 bar durchgeführt. Die
Berechnungsvarianten Linear, Newman und Kurihara ergeben die gleiche mittlere Dauer-
festigkeit von ∆pD = 1925 bar. Die mittlere Dauerfestigkeit der Variante Ibrahim liegt mit
∆pD = 1975 bar nur 50 bar höher.
Es zeigt sich, dass verschiedene Rissöffnungsbeziehungen nur geringen Einfluss auf die rech-
nerische Dauerfestigkeitsvorhersage haben. Alle Dauerfestigkeitvorhersagen sind sehr nahe am
experimentellen Ergebniss (2039 bar).
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Bild 6.24. Risskonturen für Rissstillstand,
h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar,
R = 0, Linear














 Linear, p=1900 bar
 Newman, p=1900 bar
 Ibrahim, p=1950 bar






Bild 6.25. Risskonturen für Rissstillstand in
Abhängigkeit von der Rissöffnungs-
beziehung, h/d = 10/5, Autofrettage
6000 bar, R = 0 bar
Tabelle 6.2. Dauerfestigkeitsvorhersage R = 0, Bauteilprobe h/d = 10/5 mit Autofrettage 6000 bar
Laststufe Linear Newman Ibrahim Kurihara
∆p[bar]
2000 Versagen Versagen Versagen Versagen
1950 Versagen Versagen Rissstillstand Versagen
1900 Rissstillstand Rissstillstand Rissstillstand Rissstillstand
1850 Rissstillstand Rissstillstand Rissstillstand Rissstillstand
1800 Rissstillstand Rissstillstand Rissstillstand Rissstillstand
∆pD 1925 1925 1975 1925
6.3.4.2 Einfluss des Schwellwertes der Spannungsintensität ∆Keff,th auf die
Dauerfestigkeit
Um zu überprüfen, welchen rechnerischen Einfluss die Wahl des effektiven Schwellwertes der
Spannungsintensität ∆Keff,th = 3, 5 MPa
√
m auf die Rissstillstandsdauerfestigkeit hat, wur-
den für den linearen Fall ein erheblich geringerer ∆Keff,th = 1, 0 MPa
√
m und ein erheblich
größerer Wert ∆Keff,th = 6, 0 MPa
√
m untersucht. In Bild 6.27 sind die rechnerischen Ergeb-
nisse dem experimentellen Befund gegenübergestellt. Es zeigt sich, dass trotz großer Variation
des Schwellwertes die rechnerische Dauerfestigkeit nur um −13 % bzw. +5 % abweicht.
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Bild 6.26. Rissstillstandsdauerfestigkeit in Ab-
hängigkeit von der Rissöffnungsbe-
ziehung, h/d = 10/5, Autofrettage






























































Bild 6.27. Rissstillstandsdauerfestigkeit in
Abhängigkeit des Schwellwertes der
effektiven Spannungsschwingweite,
h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar,
R = 0 bar, Linear
6.4 Vorhersage der Bruchlebensdauer
6.4.1 Vorhersage der Bruchlebensdauer für die Varianten Kreuzbohrung
h/d = 20/5, nicht autofrettiert und Kreuzbohrung h/d = 10/5,
Autofrettage 6000 bar
Zur Bewertung der Vorhersagegenauigkeit sind die experimentellen Bruchwöhlerlinien mit den
rechnerischen Bruchwöhlerlinien zu vergleichen.
Auf Basis der in Kapitel 6.3.1 durchgeführten Rissfortschrittsberechnungen sind für einige
Varianten, insbesondere
• Kreuzbohrung h/d = 20/5, nicht autofrettiert, R = 0,
• Kreuzbohrung h/d = 20/5, nicht autofrettiert, R = 0, 5,
• Kreuzbohrung h/d = 20/5, nicht autofrettiert, Zweistufenversuche und
• Kreuzbohrung h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar, R = 0, 5
größere Abweichungen der rechnerischen Rissfortschrittslebensdauer von der experimentellen
Bruchwöhlerlinie vorhanden.
Die Auswertung aus den Synthetischen Wöhlerlinien [40] (Bild 2.10) zeigt, dass für schwä-
cher gekerbte Bauteile der Anteil der Anrisslebensdauer an der Bruchlebensdauer steigt. Diese
Daten der Synthetischen Wöhlerlinien aus Bild 2.10 beziehen sich fast ausschließlich auf ein
Lastverhältnis von R = −1. Für eine Mittelspannungserhöhung ist bekannt, dass der Anteil
der Anrissphase an der Gesamtlebensdauer größer wird.
Für die untersuchten Kreuzbohrungen reicht es nicht aus, nur die Rissfortschrittslebensdauer
zu berücksichtigen, weil die Anrissphase für verschiedene Varianten einen großen Anteil an der
Gesamtlebensdauer hat.
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Bild 6.28. Wöhlerlinie h/d = 20/5, nicht auto-
frettiert, R = 0






















Bild 6.29. Wöhlerlinie h/d = 10/5, Autofretta-
ge 6000 bar, R = 0
Für die rechnerischen Bruchlebensdauern werden die Anrisslebensdauer und die Rissfortschritts-
lebensdauer addiert. Die Anrisslebensdauern sind nach dem Örtlichen Konzept [39] berechnet,
siehe Anhang D. Für die Berechnung der Rissfortschrittslebensdauern wurde die Rissöffnungs-
beziehung nach Ibrahim gewählt, damit in Kombination mit der Anrisslebensdauer die beste
Übereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen gefunden wurde.
Beispielhaft sind für R = 0 die Vorhersagen in den Bildern 6.28 und 6.29 gezeigt. Alle Kom-
binationen sind im Anhang dargestellt, Bilder A.95 bis A.106, siehe Tabelle 6.3 enthalten. Die
Bilder beinhalten jeweils
• die experimentelle Bruchwöhlerlinie,
• die rechnerische Anrisswöhlerlinie nach Anhang D,
• die rechnerische Rissfortschrittswöhlerlinie mit Rissöffnungsbeziehung nach Ibrahim und
• die rechnerische Bruchwöhlerlinie.
Tabelle 6.3. Ergebnisübersicht für Einfluss Rissöffnungsbeziehung
Versuchstyp Kreuzbohrung
h/d = 20/5 h/d = 10/5
nicht autofrettiert Autofrettage 6000 bar
R = 0 Bild A.95 Bild A.96
R = 0.5 Bild A.97 Bild A.98
Zweistufenversuch 1 : 1000,
pmax = 3000bar
Bild A.99 Bild A.100
Zweistufenversuch 1 : 1000,
pmax = 2250bar
Bild A.101
Zweistufenversuch 1 : 10000,
pmax = 2250bar
Bild A.102
Betriebslast CORAL Bild A.103 Bild A.104
Betriebslast CORAL mit Omission Bild A.105 Bild A.106
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6.4 Vorhersage der Bruchlebensdauer
6.4.2 Gegenüberstellung nicht autofrettierter und autofrettierter
Kreuzbohrungen gleicher Geometrie
Aus experimentellen Gründen80 sind nur zwei der vier möglichen Kombinationen aus Auto-
frettagedruck und Wandstärkenverhältnis geprüft worden. Um den Effekt der Autofrettage
direkt darstellen zu können, wurden die Varianten Kreuzbohrung h/d = 20/5, Autofrettage
11.500 bar, und Kreuzbohrung h/d = 10/5, nicht autofrettiert, für R = 0 und die Lastfolge
CORAL zusätzlich rechnerisch untersucht. Die Bilder 6.30 bis 6.33 zeigen die Ergebnisse im
Vergleich. Für die Kreuzbohrung h/d = 10/5, nicht autofrettiert, endet der recherische Riss-
fortschritt nach 25 mm Risslänge. Für die mit 6000 bar autofrettierte Variante beträgt die
Endrisslänge ca. 7 mm.
Es zeigt sich, dass durch die Autofrettage für die Kreuzbohrungen mit h/d = 20/5 eine größere
Schwingfestigkeitssteigerung erzielt werden kann als für die mit h/d = 10/5. Für dickwandigere
Bauteile kann offensichtlich durch die Autofrettage eine höher Schwingfestigkeitssteigerung
erreicht werden.
Beispielhaft kann für die Kreuzbohrung mit h/d = 20/5 durch die Autofrettage die Last bei
10.000 SSZ CORAL von ca. 3100 bar auf ca. 4.800 bar gesteigert werden.
Die Kreuzbohrung mit h/d = 10/5 zeigt ab einer Druckstufe von ∆p = 3000 bar fast identi-
sche Rissfortschrittslebensdauern für den nicht autofrettierten und den autofrettierten Zustand.
Das gilt sowohl für die Einstufenbelastung R = 0 als auch für die Betriebslastfolge CORAL.
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Bild 6.30. Rechnerische Wöhlerlinie h/d =
20/5, nicht autofrettiert und auto-
frettiert mit 11.500 bar, R = 0






















Bild 6.31. Rechnerische Wöhlerlinie h/d =
10/5, nicht autofrettiert und auto-
frettiert mit 6000 bar, R = 0





















Bild 6.32. Rechnerische Lebensdauerlinien
h/d = 20/5, nicht autofrettiert
und autofrettiert mit 11.500 bar,
Betriebslast CORAL





















Bild 6.33. Rechnerische Lebensdauerlinien
h/d = 10/5, nicht autofrettiert
und autofrettiert mit 6000 bar,
Betriebslast CORAL
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7 Anwendung des Berechnungsverfahrens auf
weitere Bohrungsverschneidungen
7.1 Einleitung
Zur weiteren Verifikation des in Kapitel 5 vorgestellten Berechungsverfahren wurde es ange-
wendet auf:
1. 45◦ Bohrungsverschneidung (BV) (42CrMo4), FVV Vorhaben Autofrettage II [251], Bil-
der 7.1, A.129,
2. 90◦ Bohrungsverschneidung (42CrMo4), FVV Vorhaben Autofrettage I und II [254,251],
Bilder 7.2, A.130,
3. 45◦ Bohrungsverschneidung (18CrNiMo7-6 blindgehärtet), FVV Vorhaben Autofrettage
III [71], Bilder 7.10, A.131,
4. 90◦ Bohrungsverschneidung (18CrNiMo7-6 blindgehärtet), FVV Vorhaben Autofrettage
III [71], Bilder 7.11, A.132,
5. Hochdruckverteilerleiste VL60, Bilder 7.16, A.133, A.134,
6. Railstück 9/28, Bilder 7.18, A.135.
Die Untersuchung umfasst die Dauerfestigkeit (DF), Zeitfestigkeit (ZF) und die Betriebsfestig-
keit (BF) mit der Lastfolge CORAL.
Eine Übersicht über die Werkstoffe, die Geometrien und die Bauteilvariationen ist in den
Tabellen 7.1, 7.2 und 7.3 gegeben.
Das Rissöffnungsverhalten wurde mit den Beziehungen von Ibrahim et. al., Gleichungen 5.21
und 5.25, modelliert.
Einige der an der MFPA vorhandenen Bohrungsverschneidungen aus den Forschungsvorhaben
Autofrettage I-III [254, 251, 71] wurden fraktographisch untersucht, um für die autofrettierten
Varianten die Geometrie des stehenbleibenden Risses zu quantifizieren. Die experimentellen
Ergebnisse der Innendruckschwellversuche an den Bohrungsverschneidungen aus den Vorhaben
Autofrettage I-III sind im Anhang A.5.6 aufgelistet.
Die nachfolgenden Anwendungen ergeben gute Übereinstimmungen zwischen experimentellen
Ergebnissen und dem vorgeschlagenen Berechungsverfahren.
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7 Anwendung des Berechnungsverfahrens auf weitere Bohrungsverschneidungen
Tabelle 7.1. Werkstoffe
Werkstoff alternative Rp0,2 Rm Anmerkungen
Bezeichung [MPa] [MPa]
42CrMo4 1.7725, AISI 4140 842 936 Kapitel 3.5
42CrMo4 1.7725, AISI 4140 960 1030 aus Autofrettage I [254]
18CrNiMo7-6 1.6587, AISI 4820,
(17CrNiMo6)
1120 1430 aus Autofrettage III [71]
1.4534.4 PH13-8Mo H1025 1406 1411
Tabelle 7.2. Geometrievariationen
Bezeichnung Kt,v Kt,I Kp K∗p Anmerkung
90◦ BV h/d = 20/5 4,80 3,80 6,84 1,43 Kapitel 5, Bild A.14
“ 10/5 7,44 6,42 5,45 0,73 Kapitel 5, Bild A.15
45◦ BV 15/5 10,6 9,62 11,5 1,08 aus Autofrettage II [251], Bild
A.129
90◦ BV h/d = 18/6 5,48 4,46 6,21 1,13 aus Autofrettage I und II [254,
251], Bild A.130
45◦ BV h/d = 10/4 12,2 11,4 11,1 0,91 aus Autofrettage III [71], Bild
A.131
90◦ BV h/d1/d2 = 10/4/3 5,64 4,63 5,92 1,05 aus Autofrettage III [71], Bild
A.132
VL60 60/4/2, 5 4,10 3,10 8,61 2,11 Verteilerleiste, Bilder A.133 und
A.134
Rail da/d1/d2 = 28/9/3 4,87 3,85 6,09 1,25 Common Rail Stück, Bild A.135
Tabelle 7.3. Bauteilvariationen
Geometrie Werkstoff Autofrettage Exp. Daten
[bar] DF ZF BF
90◦ BV h/d = 20/5 42CrMo4 Rm = 936 MPa ohne X X X
“ 20/5 “ “ 11.500
“ 10/5 “ “ ohne
“ 10/5 “ “ 6.000 X X X
90◦ BV h/d = 18/6 “ Rm = 1030 MPa ohne X
“ 18/6 “ “ 9.550 X
45◦ BV 15/5 “ “ ohne X
“ 15/5 “ “ 8.500 X
90◦ BV h/d1/d2 = 10/4/3 18CrNiMo7-6 8.000 X
45◦ BV h/d = 10/4 “ 8.000 X
Railstück 9/28 da/d1/d2 = 28/9/3 42CrMo4 Rm = 936 MPa ohne
“ 28/9/3 “ “ 7.000 X X
VL60 60/4/2, 5 1.4534.4 14.000 X
“ 60/4/2, 5 “ 20.000
“ 60/4/2, 5 18CrNiMo7-6 14.000
“ 60/4/2, 5 “ 20.000
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7.2 Bohrungsverschneidung 45◦ und 90◦ - Autofrettage I und II
7.2 Bohrungsverschneidung 45◦ und 90◦ - Autofrettage I
und II
Die 45◦ Bohrungsverschneidung ist in Bild 7.181 und die 90◦ BV in Bild 7.282 dargestellt. Es
wurden sowohl die nicht autofrettierten Varianten als auch die autofrettierten Varianten unter-
sucht. Für die autofrettierten Varianten wurde die Dauerfestigkeit mit stehenbleibendem Riss
und für die nicht autofrettierten Varianten die Anrisslebensdauer83 und die Rissfortschrittsle-
bensdauern berechnet. Die experimentellen Ergebnisse an den BV aus 42CrMo4 sind in den
Bildern 2.3 und 2.4 gezeigt.
Bild 7.1. 45◦ BV (42CrMo4), FVV Vorhaben
Autofrettage II [251]
Bild 7.2. 90◦ BV (42CrMo4), FVV Vorhaben
Autofrettage I und II [254,251]
Die Bilder A.107a und A.107b zeigen den per FE modellierten Bereich mit der elastischen
Beanspruchungslösung für die 45◦ BV, Bilder A.112a und A.112b für die 90◦ BV.
Bilder A.108 bis A.111 zeigen stehenbleibende Risse der 45◦ BV für verschiedene Beanspru-
chungshöhen. Bei größerer Beanspruchung ergeben sich längere stehenbleibende Risse. Für die
Rissformen und die Risslänge ergeben sich gute Übereinstimmungen zwischen experminentel-
len Befunden und den Berechnungsergebnissen, Bild 7.5. Die berechneten Lebensdauern und
Dauerfestigkeiten, Bilder 7.3 und 7.4, stimmen gut mit den experimentellen Befunden überein.
In den Bildern A.113, A.114 und A.115 sind für die 90◦ BV die stehenbleibenden Risse gezeigt.
Der Riss wächst in der Winkelhalbierenden bis etwa 2, 7 mm, entlang der Bohrungen bis etwa
7 mm. Bild 7.9 zeigt die rechnerischen Rissstoppkonturen. In der Winkelhalbierenden können
die Rissstopptiefen sehr gut vorhergesagt werden. Die Risstiefe, gemessen entlang der Bohrun-
gen, konnte mit etwa 4 mm vorhergesagt werden. Die Wöhlerlinienvorhersage ergibt eine gute
Übereinstimmung mit den experimentellen Befunden, Bilder 7.6, 7.7 und 7.8.
Die Tabelle A.15 listet alle für die Dauerfestigkeitsberechnung der autofrettierten 45◦ und 90◦
BV durchgeführten Berechnungen auf.
81Fertigungszeichnung: Bild A.129
82Fertigungszeichnung: Bild A.130
83Anrisslebensdauer nach Kapitel D.2
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Bild 7.3. Wöhlerline, 45◦ BV (42CrMo4) nicht
autofrettiert
























Bild 7.4. Wöhlerline, 45◦ BV (42CrMo4), Auto-
frettage 8500 bar

























Bild 7.5. Rechnerische Rissstoppkonturen, 45◦
BV (42CrMo4), Autofrettage 8500 bar
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7.2 Bohrungsverschneidung 45◦ und 90◦ - Autofrettage I und II


























 = 1030 MPa)
Bild 7.6. Wöhlerline, 90◦ BV (42CrMo4)
nicht autofrettiert, feinbearbeitete
Verschneidungskante


























Bild 7.7. Wöhlerline, 90◦ BV (42CrMo4) nicht
autofrettiert, raue Verschneidungskan-
te



















 AF I; rau 








Bild 7.8. Wöhlerline, 90◦ BV (42CrMo4), Auto-
frettage 9550 bar

























Bild 7.9. Rechnerische Rissstoppkonturen,90◦
BV (42CrMo4), Autofrettage 9550 bar
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7 Anwendung des Berechnungsverfahrens auf weitere Bohrungsverschneidungen
7.3 Bohrungsverschneidung 45◦ und 90◦ - Autofrettage III
Im Forschungsvorhaben Autofrettage III wurden die 45◦ und 90◦ BV (Bilder84 7.10 und 7.11)
aus dem Werkstoff 18CrNiMo7-6 im blindgehärteten Zustand experimentell nur autofrettiert
untersucht. Die Innendruckschwellversuche beschränkten sich dabei auf das Gebiet der Dauer-
festigkeit, Bild 2.5, die Berechnungen auf die Rissstillstandsdauerfestigkeit.
Bild 7.10. 45◦ BV (18CrNiMo7-6), FVV Vorha-
ben Autofrettage III [71], aus [71]
Bild 7.11. 90◦ BV (18CrNiMo7-6), FVV Vorha-
ben Autofrettage III [71], aus [71]
Die Bilder A.116a und A.116b zeigen den mit FE modellierten Bereich der 45◦ BV, die Bilder
A.120a und A.120b für die 90◦ BV.
Die Tabelle A.16 listet alle für die Dauerfestigkeitsberechnung der autofrettierten 45◦ und 90◦
BV durchgeführten Berechnungen auf.
Die stehenbleibenden Risse für die 45◦ BV sind in den Bildern A.117, A.118 und A.119 ge-
zeigt. Entlang der Winkelhalbierenden beträgt die Rissstopptiefe etwa 2 mm. Für die 90◦ BV
sind die stehenbleibenden Risse in den Bildern A.121, A.122 und A.123 dokumentiert. Eine
geringere Beanspruchungshöhe führt auch hier zu geringeren Rissstopptiefen, Bilder A.122 und
A.123. Die Wöhlerlinie mit den experimentellen Ergebnissen und der berechneten Rissstill-
standsdauerfestigkeit ist in Bild 7.12 für die 45◦ BV dargestellt, Bild 7.14 für die 90◦ BV.
Die Dauerfestigkeiten können in guter Übereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen
vorhergesagt werden. Die Rissstoppkonturen sind für verschiedene Beanspruchungshorizonte in
Bild 7.13 für die 45◦ BV und in Bild 7.15 für die 90◦ BV gezeigt. Die experimentell ermittelten
Rissstoppkonturen werden gut vorhergesagt.
84Fertigungszeichnung: Bilder A.131 und A.131
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7.3 Bohrungsverschneidung 45◦ und 90◦ - Autofrettage III






















Bild 7.12. Wöhlerline, 45◦ BV (18CrNiMo7-6),
Autofrettage 8000 bar

















45° BV; h/d = 10/4
Autofrettage 8000 bar
18CrNiMo7-6
Bild 7.13. Rechnerische Rissstoppkonturen, 45◦
BV (18CrNiMo7-6), Autofrettage
8000 bar


























Bild 7.14. Wöhlerline, 90◦ BV (18CrNiMo7-6),
Autofrettage 8000 bar





































7 Anwendung des Berechnungsverfahrens auf weitere Bohrungsverschneidungen
7.4 Hochdruckverteilerleiste VL60
Für die an der MFPA vorhandenen Innendruckschwellprüfstände werden seit vielen Jahren
Hochdruckverteilerleisten, Bild 7.1685, aus dem Luft- und Raumfahrtwerkstoff 1.4534.4 ver-
wendet. Derzeit können Hochdruckbauteile nur mit maximal 15000 bar autofrettiert werden.
Experimentell ist belegt, dass die mittlere Dauerfestigkeit bei ca. 4500 bar liegt (VL60, 1.4534.4,
14 kbar Autofrettage). Es soll geklärt werden, wie
• eine Werkstoffsubstitution des 1.4534.4 durch 18CrNiMo7-6 und
• eine Erhöhung des Autofrettagedruckes
Bild 7.16. Hochdruckverteilerleiste VL60
die Dauerfestigkeit der Hochdruckverteilerleiste VL60 rechnerisch verändert. Die rechnerische
Untersuchung einer Werkstoffsubstitution ist deshalb so interessant, weil der Bauschingereffekt
für die beiden Werkstoffe sehr unterschiedlich ausgeprägt ist. Der Werkstoff 1.4534.4 zeigt eine
deutliche Entfestigung vom fast elastisch-idealplastischen Verformungsverhalten im Erstbelas-
tungsast zur Erstentlastungskurve. Der Werkstoff 18CrNiMo7-6 hat im Gegensatz dazu ein
sehr geringes Entfestigungsverhalten.
Zur Ermittlung der Werkstoffdaten des Stahls 1.4534.4 wurden Werkstoffversuche wie für den
Werkstoff 42CrMo4 (Kapitel 3.5) durchgeführt. Die Erstbe- und -entlastungskurven sind im
Anhang B.4, Bilder B.9 bis B.11, dargestellt.
Die Bilder A.124a und A.124b zeigen den für die FE-Berechung modellierten Bereich. Die
Auswertung der Berechung der vollplastischen Formzahl ergab, dass der maximale mögliche
Autofrettagedruck für die beiden untersuchten Werkstoffe ca. 30 kbar beträgt. Für die rechne-
rischen Untersuchungen wurde deshalb neben dem bisher verwendeten Autofrettagedruck von
14 kbar ein weiterer Autofrettagedruck von 20 kbar untersucht, Tabelle A.17.
Es zeigt sich, dass für die Variante mit 14 kbar Autofrettagedruck aus dem Werkstoff 1.4534.4
die rechnerische Dauerfestigkeit (3750 bar) im Vergleich zum experimentellen Ergebniss (4500
bar) um 17 % zu niedrig abgeschätzt wird.
Durch den Wechsel des Werkstoffes von 1.4534.4 auf 18CrNiMo7-6 kann rechnerisch eine Dau-
erfestigkeitssteigerung von 16 % für beide Autofrettagedrücke erreicht werden. Dies selbe Erhö-
hung kann auch durch die Steigerung des Autofrettagedruckes von 14 kbar auf 20 kbar für den
Werkstoff 1.4534.4 erreicht werden. Die Dauerfestigkeit der Verteilerleiste aus 18CrNiMo7-6,
autofrettiert mit 14 kbar entspricht der Dauerfestigkeit der Verteilerleiste aus 1.4534.4, auto-
frettiert mit 20 kbar.
Die Rissstoppkonturen sind in Bild 7.17 dargestellt. Es ergibt sich für alle 4 Varianten eine
Rissstopptiefe von 0,3 bis 0,5 mm in der Winkelhalbierenden.
85Fertigungszeichnung: Bilder A.133 und A.134
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7.5 Railstück 9/28






 1.4534.4; 14 kbar Autofrettage; p=3700 bar
 1.4534.4; 20 kbar Autofrettage; p=5000 bar
 18CrNiMo7-6; 14 kbar Autofrettage; p=5000 bar
















x [mm]; 2,5 mm Bohrung
Bild 7.17. VL60 - Risstillstandskonturen
7.5 Railstück 9/28
Um zu überprüfen, wie gut sich das Berechnungsverfahren auch auf Common Rails anwenden
lässt, wurde ein Abschnitt eines Common Rails verwendet (Railstück), Bild 7.1886.
Bild 7.18. Railstück 9/28
Die Vergütung der Railstücke aus 42CrMo4 erfolgte nach der mechanischen Bearbeitung. Die
Wärmebebehandlung wurde wie in Kapitel 4.3 dargestellt durchgeführt. Der Autofrettagedruck
betrug 7000 bar.
An diesen Railstücken erfolgten Innendruckschwellversuche unter Einstufenbelastung R = 0
und Betriebsbelastung mit der Lastfolge CORAL. Die Ergebnisse sind in den Tabellen A.18
und A.19 aufgeführt.
Der mit FE modellierte Bereich ist in den Bildern A.125, A.126 und A.127 für die Bean-
spruchungszustände Innendruck (elastisch) und Eigenspannungen aus Autofrettage 7000 bar
dargestellt.
Rechnerisch87 wurden die Railstücke im nicht autofrettierten Zustand und im Zustand mit
7000 bar Autofrettagedruck untersucht, Bilder 7.19 bis 7.22. Es zeigt sich eine gute Überein-
stimmung der vorhergesagten Bruchlebensdauern mit den experimentellen Befunden, Bilder
7.20 und 7.22.
Die Berechnungen sagen bei Maximaldruck von 2400 bar eine Lebensdauererhöhung bei Be-
triebsbelastung um den Faktor 20 infolge Autofrettage vorher.
86Fertigungszeichung: Bild A.135
87Die Anrisslebensdauern wurden nach dem örtlichen Konzept berechnet, Anhang D.3.
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Bild 7.19. Wöhlerline, Railstück 9/28, nicht au-
tofrettiert, R=0

























Bild 7.20. Wöhlerline, Railstück 9/28, Auto-
frettage 7000 bar, R=0





















 = 936 MPa)
Bild 7.21. Lebensdauerline, Railstück 9/28,
nicht autofrettiert, Betriebslast
Coral























 = 936 MPa)
Bild 7.22. Lebensdauerline, Railstück 9/28, Au-
tofrettage 7000 bar, Betriebslast
Coral
101
8 Bewertung der Vorhersagegüte
Für die Bewertung der Vorhersagegenauigkeit wurden die in den Kapiteln 6.4 und 7 ermittelten
Berechnungsergebnisse den experimentellen Befunden gegenübergestellt.
Dabei wurde das nachfolgende Verfahren in Anlehnung an die Auswertung der Synthetischen
Wöhlerlinien [40] angewendet:
• Aus den experimentellen Ergebnissen der Innendruckschwellversuche wurde bei einer Le-
bensdauer von 20.000, 200.000 und 2.000.000 Lastwechseln (SSZ)88 die dazugehörige
mittlere experimentelle Druckschwingbreite ∆pExp ermittelt. Von diesem experimentel-
len Wertepaar (NExp; ∆pExp) ausgehend wurde in vertikaler Richtung des Wöhlerlini-
endiagrammes (Lebensdauerdiagrammes) die zugehörige rechnerische Druckschwingbrei-
te ∆pVor ermittelt. Gleichermaßen wurde in horizontaler Richtung verfahren, um die
rechnerische Lebensdauer NExp bei dem Beanspruchungshorizont ∆pExp zu erhalten.
Die auf die experimentellen Werte bezogenen Lebensdauern (NVor/NExp) und Drücke
(∆pVor/∆pExp) wurden im Wahrscheinlichkeitsnetz der Logitverteilung mit logarithmi-
scher Merkmalsgröße eingetragen.
• Für die Dauerfestigkeitsvorhersagen auf Rissstopp erfolgte die Eintragung der bezogenen
Dauerfestigkeit im Wahrscheinlichkeitsnetz - ∆pd,Vor/∆pd,Exp.
• Die zugehörigen Prozentpunkte wurden aus den normal scores verwendet. Dabei wurde
die Näherungsbeziehung nach Rossow verwendet [237], die einer aufsteigend geordneten





(i: Index; n: Stichprobenumfang)
• In diesem Wahrscheinlichkeitsdiragramm wurde für jede Datenreihe eine lineare Regres-
sion89 durchgeführt. Aus dieser Ausgleichgeraden wurden die Mittelwerte bei P = 50%
und Werte bei P = 90% und P = 10% für die Ermittlung der Streuung T entnommen.
Die experimentellen Ergebnisse der Risstopptiefen in der Winkelhalbierenden der Dauerfestig-
keit weisen teilweise große Unterschiede auf (z.B. Tabelle 4.7 Seite 53). Deshalb erfolgte in
direkter Gegenüberstellung die Vorhersage der Risstopptiefe ad,Vor mit den einzelnen experi-
mentellen Befunden ad,Exp, Bild 8.4.
88Bei Vorliegen nur eines Lastniveaus wurde dieses zur Auswertung herangezogen.
89Die Ermittlung aus der Regressionsgerade ergibt zuverlässige Schätzwerte der Standardabweichung s bzw.





liefert erwartungstreue Schätzwerte für die Varianz s2. Bei kleinem Stickprobenumfang (n < 10) liefert diese
Formel systematisch zu geringe Schätzwerte für die Standardabweichung s [266,117].
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Bild 8.1. Wahrscheinlichkeitsdiagramm für
NVor / NExp
















































T  = 1,38
Bild 8.2. Wahrscheinlichkeitsdiagramm für
∆pVor / ∆pExp
















































T  = 1,30




























Experimentelle Rissstopptiefe ad,Exp [mm]
Faktor 2
Bild 8.4. Rechnerische und Experimentelle
Risstopptiefen
Die Vorhersagen der Lebensdauern ergeben eine sehr gute Übereinstimmung mit den experi-
mentellen Befunden, Bild 8.1. Die Vorhersagen der Rissstillstandsdauerfestigkeit ergibt nur in
zwei von sechs Fällen eine Überschätzung der experimentellen Dauerfestigkeit, Bild 8.3. Die
Rissstopptiefen können mit guter Genauigkeit vorhergesagt werden, Bild 8.4. Die Streuung der
Vorhersagen ist in allen Fällen sehr klein.
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9 Zusammenfassung und Ausblick
Die betriebsfeste Auslegung von Hochdruckbauteilen ist technisch-wirtschaftlich notwendig. In
dieser Arbeit werden die wissenschaftlichen Grundlagen dafür erarbeitet.
Die technische Entwicklung der Hochdruckbauteile führt insbesondere bei Dieselmotoren zu
stetig steigenden Drücken und damit zu einer wachsenden Herausforderung bei der Festigkeits-
auslegung. Bei Hochdruckbauteilen sind die Möglichkeiten der Schwingfestigkeitssteigerung,
z. B. durch Wanddickenvergrößerung oder durch den Einsatz höherfester Werkstoffe, begrenzt.
Eine breite industrielle Anwendung findet derzeit die Autofrettage. Bei diesem Verfahren er-
zeugt eine einmalige statische Überlast tief in das Bauteil reichende Druckeigenspannungsfelder,
die zu einer erheblichen Schwingfestigkeitssteigerung, insbesondere in der Rissfortschrittsphase,
führen. Zuverlässige Lebensdauervorhersageverfahren für diese Phase existieren derzeit nicht.
Sie werden in der vorliegenden Arbeit entwickelt und anhand experimenteller Ergebnisse veri-
fiziert.
Für das Berechnungsverfahren fand ein ingenieurmäßiger Ansatz Verwendung. Darin sollten
zwar alle relevanten Effekte abgebildet werden, jedoch Komplexität und Modellierungsauf-
wand so gering wie möglich gehalten werden. Die gewählten Berechnungsmodule sind nach
erfolgter Analyse der Literatur entnommen. Sie umfassen die Berechnung der Autofrettageei-
genspannungen, der Spannungsintensität, des Rissöffnungs- und Rissschließverhalten und des
Rissfortschrittes. Das Modul Eigenspannungsberechnung für die Autofrettage basiert auf der
Superposition von Autofrettagebe- und -entlastung und ermöglicht die notwendige Berücksich-
tung des Bauschinger-Effektes. Spannungsintensitäten werden mit einer 3D-Gewichtsfunktion
für einen ebenen Riss unter Mode I Beanspruchung ermittelt, weil aufgrund der Symmetrie der
meisten Hochdruckbauteile das stabile Langrisswachstum ausschließlich unter Mode I Bean-
spruchung stattfindet. Die Rissöffnungs- und -schließeffekte werden über Näherungsformeln ab-
gebildet. In der Anwendung dieser Näherungsformeln hat sich die Rissöffnungsbeziehung nach
Ibrahim et. al. [132] durch den Vergleich mit von rechnerischen mit experimentellen Lebens-
daueren als am Besten geeignet erwiesen. Bei dem untersuchten Werkstoff 42CrMo4 spielen die
Reihenfolgeeffekte eine untergeordnete Bedeutung und werden deshlab nicht modelliert. Für
die Rissfortschrittsbeziehung konnte auf die Formulierung der Paris-Erdogan [205] Bezie-
hung für effektive Schwingweiten zurückgegriffen werden. Die gewählten Berechnungsmodule
sind nach erfolgter Analyse der Literatur entnommen, aber in dieser Zusammenstellung ein
neuer Ansatz. Da die Einzelmodule nur in geringem Umfang zu verifizieren sind, kann das
Berechnungsverfahren nur in seiner Gesamtheit durch den Vergleich von experimentellen zu
vorhergesagten Lebensdauern und Dauerfestigkeiten überprüft werden.
In verschiedenen Sensitivitätsanalysen konnten für die Berechnungsparameter Rissöffnungsbe-
ziehung, Anfangsrisslänge, Bruchzähigkeit, Rissfortschrittsgleichung und Schwellwert der Span-
nungsintensität der Einfluss auf die berechnete Rissfortschrittslebensdauer und -dauerfestigkeit
aufgezeigt werden. So hat der Schwellwert der Spannungsintensität einen geringen Einfluss auf
die Vorhersage der Rissstillstandsdauerfestigkeit autofrettierter Kreuzbohrungen, weil der Riss-
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öffnungsdruck sehr nahe am Maximaldruck ist. Eine andere Sensitivitätsanalyse zeigt beispiels-
weise, dass sich die längsten Rissfortschrittslebensdauern bei Verwendung der Rissöffnungsbe-
ziehung nach Ibrahim et. al. ergeben, weil diese Beziehung die größten Rissöffnungsdrücke
vorhersagt.
Für die Verifikation des Berechnungsverfahrens sind Innendruckschwellversuche an insgesamt
14 Versuchsreihen mit Kreuzbohrungen durchgeführt worden. Die berechneten Bruchlebens-
dauern als Summe der rechnerischen Anriss- und Rissfortschrittslebensdauern zeigen eine sehr
gute Übereinstimmung mit den experimentellen Bruchlebensdauern.
Die allgemeine Anwendbarkeit des Berechnungsverfahrens konnte durch die Anwendung auf
Kreuzbohrungen aus den Forschungsvorhaben Autofrettage I-III [254, 251, 71], auf Railstücke
und auf Hochdruckverteilerleisten nachgewiesen werden. Auch hier stützt sich die Verifikation
auf umfangreiche experimentelle Ergebnisse.
Die statistische Auswertung des Verhältnisses der vorhergesagten zu experimentellen Lebens-
dauern und Schwingfestigkeiten aller untersuchten Bohrungsverschneidungen zeigt eine gute
mittlere Vorhersagegüte bei geringer Streuung. Damit ist die Leistungsfähigkeit der vorgestell-
ten Lebensdauervorhersagemethode nachgewiesen.
Dennoch bleibt eine Reihe von Aufgaben für die Forschung offen. Als Ausblick sollen drei für
die praktische Dimensionierung besonders wichtige Fragestellungen erörtert werden.
Die erste Frage betrifft die Bewertung kleiner Schwingspiele großer Häufigkeit. Im Betriebs-
festigkeitsversuch ist das Weglassen kleiner Schwingspiele zur Verkürzung der Versuchszeit
von großer wirtschaftlicher Bedeutung und wird als Omission bezeichnet. In Dieseleinpritzsys-
temen treten neben den in der Lastfolge Coral abgedeckten Manöverlasten zusätzlich kleine
Schwingspiele in einer extremen Häufigkeit von bis zu 1010 infolge von diskontinierlichen Pro-
zessen auf, wie z. B. Druckoszillationen und hydraulische Resonanzen. Die zunächst nur zur
Analyse des Reihenfolgeeinflusses untersuchte Zweistufenbelastung mit einem großen Druck-
wechsel bei R=0 und vielen kleinen Druckwechsel bei hohen Mitteldrücken kann auch für die
Bewertung kleiner Schwingspiele großer Häufigkeit herangezogen werden. Die diesbezügliche
Auswertung der Zweistufenversuche ergibt, dass bis zur Lastspielzahl von 107 Lastwechsel die
kleinen Lastspiele immer noch schädigen. Zukünftige Versuche sollten bis mindestens 108 Last-
wechsel durchgeführt werden, um damit eine Zehnerpotenz näher an die realen Häufigkeiten
heranzukommen.
Die zweite Frage betrifft den Reihenfolgeeffekt. Wie oben bereits erwähnt, zeigt einerseits der
Werkstoff 42CrMo4 nur geringe Reihenfolgeeffekte, andererseits sind auch die untersuchten
Beanspruchungsfälle diesbezüglich unkritisch. Bei anderen Werkstoffen (z. B. globularer Grau-
guss) und anderen Beanspruchungsfällen, z. B. die o. g. Kombination von großen und kleinen
Schwingspielen oder schwach gekerbten Bauteilen (dickwandige Rohre), können Reihenfolgeef-
fekte stärker ausgeprägt sein. Dafür sind die hier verifizierten Module weiterzuentwickeln und
anhand experimenteller Ergebnisse zu bewerten.
Die dritte Frage betrifft die Frequenz der Druckschwingungen. Die vorliegenden Versuche wur-
den im Frequenzbereich von 8 bis 24 Hz durchgeführt. Die Rissspitzenbeanspruchung wird
maßgeblich durch den Druck auf die Rissufer bestimmt. Im vorliegenden Modell sind die Ris-
sufer vollständig mit dem Innendruck beaufschlagt. Dies setzt voraus, dass das Druckmedium
im Spalt schnell genug ein- und ausfließen kann (quasistatisch). Bei Steigerung der Frequenz
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werden die hydrodynamischen Effekte im Spalt zunehmen und die Rissfortschrittslebensdauer
verändern. Zur Zeit sind Prüfanlagen für Prüffrequenzen bis 50 Hz in der Entwicklung. Für diese
Prüfanlagen bleibt zu verifizieren, ob sich hydraulische Resonanzen ausbilden und ob hydro-
dynamische Rissschließeffekte im Bauteil die Lebensdauer beeinflussen. Der Frequenzeinfluss
ist auch für die Bewertung kleiner Schwingspiele großer Häufigkeit insofern von entscheidender
Bedeutung, als diese Schwingspiele im realen Einsatz als Oberwellen mit sehr hoher Frequenz
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A Bild- und Tabellenanhang
A.1 Anhang zu Kapitel 3
A.1.1 Fertigungszeichung Werkstoffprobe
Bild A.1. Fertigungszeichnung Werkstoffprobe
A.1.2 Wechselverformungskurven
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Bild A.10. Wechselverformungskurve deh-
nungskontrollierter Werkstoff-
versuch Nr. 9
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A.2 Anhang zu Kapitel 4
A.2.1 Fertigungszeichnungen
Bild A.14. Fertigungszeichnung Kreuzbohrung h/d = 20/5
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Bild A.15. Fertigungszeichnung Kreuzbohrung h/d = 10/5
A.2.2 Berstversuche und Autofrettage
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Bild A.16. Berstdruckbestinnung an Kreuzbohrung h/d = 10/5





























Max. Druck: 6023 bar
Kunde: Mfpa Weimar
Prüfung:  Autofrettage 6000 bar
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Bild A.19. Linienscan Kreuzbohrungsprobe 2
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Analysis of roughness and waviness
 
Date: 12/27/07 15:49:13   R profile:   W profile:   











-60 -40 -20 0 20 40 60 80
X [µm]
Roughness parameters
            
Ra:  5.07 µm RzDIN: 3.05 µm
Rq:  5.21 µm
Rt:  5.65 µm




   
Kind of levelling
 
Regression line Type of filter: Gaussian filter
Cut-off (high-pass) 0.80 mm Cut-off (low-pass) 2.00 µm
Length of measurement (total): 0.15 mm Length of measurement (single):30.2 µm
No. of meas. points: 1751 Measurement length 1.75 mm
 
Bild A.20. Rauheitskenngrößen radial, Kreuzbohrung 1
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Analysis of roughness and waviness
 
Date: 12/27/07 16:24:01   R profile:   W profile:   











-60 -40 -20 0 20 40 60 80
X [µm]
Roughness parameters
            
Ra:  4.68 µm RzDIN: 1.65 µm
Rq:  4.77 µm
Rt:  2.99 µm




   
Kind of levelling
 
Regression line Type of filter: Gaussian filter
Cut-off (high-pass) 0.80 mm Cut-off (low-pass) 2.00 µm
Length of measurement (total): 0.15 mm Length of measurement (single):30.2 µm




Bild A.21. Rauheitskenngrößen radial, Kreuzbohrung 2
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A.2.4 Innendruckschwellversuche
Tabelle A.1. h/d = 20/5, nicht autofrettiert, IDSV R = 0
Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
3.161.764 1.700 50 1.650 A008 Durchläufer
3.161.764 1.700 50 1.650 A007 Durchläufer
3.161.764 1.700 50 1.650 A009 Durchläufer
3.161.764 1.700 50 1.650 A030 Durchläufer
3.161.764 1.700 50 1.650 A029 Durchläufer
3.000.000 1.920 50 1.870 A018 Durchläufer
3.000.000 1.920 50 1.870 A012 Durchläufer
1.133.592 1.920 50 1.870 A026
1.005.905 1.920 50 1.870 A053
953.287 1.920 50 1.870 A027
3.000.000 2.160 50 2.110 A016 Durchläufer
598.745 2.160 50 2.110 A006
498.227 2.160 50 2.110 A024
443.945 2.160 50 2.110 A015
382.143 2.160 50 2.110 A019
794.915 2.250 50 2.200 A051
729.934 2.350 50 2.300 A010
273.479 2.450 50 2.400 A048
239.918 2.550 50 2.500 A058
206.387 2.550 50 2.500 A005
177.158 2.650 50 2.600 A032
145.324 2.750 50 2.700 A017
123.006 2.870 50 2.820 A023
123.440 3.000 50 2.950 A056
92.050 3.000 50 2.950 A020
118.840 3.050 50 3.000 A148
113.203 3.050 50 3.000 A147
107.804 3.050 50 3.000 A146
108.488 3.120 50 3.070 A022
85.025 3.250 50 3.200 A014
81.260 3.400 50 3.350 A033
75.601 3.550 50 3.500 A031 Durchläufer
62.633 3.550 50 3.500 A040
53.947 3.700 50 3.650 A025
50.288 3.850 50 3.800 A004
49.091 3.850 50 3.800 A149
40.982 4.020 50 3.970 A011
39.396 4.200 50 4.150 A013
32.332 4.350 50 4.300 A028
26.761 4.550 50 4.500 A046
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Tabelle A.2. h/d = 20/5, nicht autofrettiert, IDSV R = 0, 5
Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
10.005.512 2.260 1.130 1.130 A087 Durchläufer
10.005.512 2.260 1.130 1.130 A088 Durchläufer
10.005.512 2.260 1.130 1.130 A090 Durchläufer
10.005.512 2.260 1.130 1.130 A089 Durchläufer
4.044.570 2.460 1.230 1.230 A083
3.939.421 2.460 1.230 1.230 A081
2.863.933 2.460 1.230 1.230 A084
2.282.238 2.460 1.230 1.230 A082
8.000.000 2.680 1.340 1.340 A073 Durchläufer
8.000.000 2.680 1.340 1.340 A070 Durchläufer
8.000.000 2.680 1.340 1.340 A072 Durchläufer
4.339.062 2.680 1.340 1.340 A074
3.565.370 2.680 1.340 1.340 A071
10.000.000 2.920 1.460 1.460 A054 Durchläufer
2.818.225 2.920 1.460 1.460 A042
1.993.538 2.920 1.460 1.460 A043
1.831.115 2.920 1.460 1.460 A050
1.274.367 2.920 1.460 1.460 A041
1.471.687 3.160 1.580 1.580 A037
1.438.115 3.160 1.580 1.580 A021
1.109.632 3.160 1.580 1.580 A047
1.065.666 3.160 1.580 1.580 A049
932.894 3.160 1.580 1.580 A052
851.225 3.300 1.650 1.650 A035
862.164 3.440 1.720 1.720 A036
485.113 3.580 1.790 1.790 A034
598.207 3.740 1.870 1.870 A038
338.827 3.900 1.950 1.950 A039
330.031 4.060 2.030 2.030 A044
260.344 4.220 2.110 2.110 A045
Tabelle A.3. h/d = 20/5, nicht autofrettiert, IDSV Zweistufenversuch 1 : 1000, pmax = 3000 bar
Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
6.959.447 3.000 2.242 758 A079
6.322.351 3.000 2.242 758 A078
5.946.364 3.000 2.242 758 A077
5.601.138 3.000 2.242 758 A076
4.874.975 3.000 2.242 758 A080
4.943.163 3.000 2.100 900 A059
4.227.401 3.000 2.100 900 A065
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Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
3.859.439 3.000 2.100 900 A067
3.680.413 3.000 2.100 900 A066
3.140.893 3.000 2.100 900 A064
1.424.768 3.000 1.737 1.262 A062
1.389.084 3.000 1.737 1.262 A061
1.152.254 3.000 1.737 1.262 A063
1.060.972 3.000 1.737 1.262 A060
299.350 3.000 1.737 1.262 A069 Durchläufer
637.377 3.000 1.500 1.500 A055
Tabelle A.4. h/d = 20/5, nicht autofrettiert, IDSV Zweistufenversuch 1 : 1000, pmax = 2250 bar
Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
11.350.673 2.250 2.050 200 A086 Durchläufer
11.350.673 2.250 2.050 200 A085 Durchläufer
10.000.093 2.250 1.453 797 A096 Durchläufer
5.525.554 2.250 1.453 797 A095
10.000.816 2.250 1.125 1.125 A160 Durchläufer
7.754.816 2.250 1.125 1.125 A161
932.817 2.250 1.125 1.125 A075 Durchläufer
Tabelle A.5. h/d = 20/5, nicht autofrettiert, IDSV Zweistufenversuch 1 : 10000, pmax = 2250 bar
Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
10.009.427 2.250 1.453 797 A094 Durchläufer
10.009.427 2.250 1.453 797 A092 Durchläufer
10.009.427 2.250 1.453 797 A093 Durchläufer
9.609.427 2.250 1.453 797 A091
Tabelle A.6. h/d = 20/5, nicht autofrettiert, IDSV Betriebslast CORAL
SSZ pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
30.366 2.300 100 2.200 A141
29.878 2.300 100 2.200 A143
28.661 2.300 100 2.200 A144
26.014 2.300 100 2.200 A145
20.461 2.300 100 2.200 A142
35.859 2.500 100 2.400 A115
28.239 2.500 100 2.400 A112
21.540 2.500 100 2.400 A116
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SSZ pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
20.338 2.500 100 2.400 A113
17.895 2.500 100 2.400 A114
14.219 2.800 100 2.700 A134
13.731 2.800 100 2.700 A130
13.022 2.800 100 2.700 A133
12.585 2.800 100 2.700 A131
11.847 2.800 100 2.700 A132
7.803 3.300 100 3.200 A103
7.486 3.300 100 3.200 A105
7.425 3.300 100 3.200 A102
7.408 3.300 100 3.200 A106
7.305 3.300 100 3.200 A104
Tabelle A.7. h/d = 20/5, nicht autofrettiert, IDSV Betriebslast CORAL mit Omission
SSZ pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
46.238 2.300 100 2.200 A118
34.957 2.300 100 2.200 A120
32.966 2.300 100 2.200 A119
26.083 2.300 100 2.200 A121
40,526 2.500 100 2.400 A109
38.486 2.500 100 2.400 A101
35.131 2.500 100 2.400 A111
27.856 2.500 100 2.400 A108
24.608 2.500 100 2.400 A110
19.068 2.800 100 2.700 A128
18.606 2.800 100 2.700 A126
17.874 2.800 100 2.700 A125
16.544 2.800 100 2.700 A129
15.759 2.800 100 2.700 A127
10.710 3.300 100 3.200 A098
10,546 3.300 100 3.200 A097
10.422 3.300 100 3.200 A101
10.299 3.300 100 3.200 A100
10.249 3.300 100 3.200 A099
Tabelle A.8. h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar, IDSV R = 0
Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
3.000.000 1.920 50 1.870 B015 Durchläufer
5.032.768 2.000 50 1.950 B042 Durchläufer
5.032.768 2.000 50 1.950 B013 Durchläufer
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Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
5.000.000 2.000 50 1.950 B030 Durchläufer
5.000.000 2.000 50 1.950 B037 Durchläufer
5.000.000 2.000 50 1.950 B039 Durchläufer
5.000.000 2.000 50 1.950 B048 Durchläufer
5.000.000 2.000 50 1.950 B053 Durchläufer
3.024.172 2.000 50 1.950 B026 Durchläufer
3.024.172 2.000 50 1.950 B005 Durchläufer
1.157.837 2.160 50 2.110 B017
1.051.551 2.160 50 2.110 B032
846.793 2.160 50 2.110 B036
670.380 2.160 50 2.110 B033
631.769 2.160 50 2.110 B050
499.415 2.250 50 2.200 B004
327.100 2.350 50 2.300 B052
202.272 2.450 50 2.400 B024
213.893 2.550 50 2.500 B023
141.291 2.550 50 2.500 B043
93.575 2.650 50 2.600 B035
61.552 2.750 50 2.700 B040
55.140 2.870 50 2.820 B038
37.242 3.000 50 2.950 B051
34.735 3.000 50 2.950 B044
33.202 3.050 50 3.000 B151
30.467 3.050 50 3.000 B133
29.154 3.050 50 3.000 B091
27.900 3.120 50 3.070 B049
22.890 3.250 50 3.200 B018
18.715 3.400 50 3.350 B047
15.502 3.550 50 3.500 B022 Durchläufer
14.604 3.550 50 3.500 B031
13.976 3.550 50 3.500 B007
11.920 3.700 50 3.650 B028
9.265 3.850 50 3.800 B045
8.396 4.020 50 3.970 B020
7.798 4.200 50 4.150 B019
5.766 4.350 50 4.300 B029
3.994 4.550 50 4.500 B046
Tabelle A.9. h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar, IDSV R = 0, 5
Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
10.005.512 2.260 1.130 1.130 B064 Durchläufer
10.005.512 2.260 1.130 1.130 B144 Durchläufer
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Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
10.005.512 2.260 1.130 1.130 B101 Durchläufer
10.005.512 2.260 1.130 1.130 B067 Durchläufer
1.877.218 2.460 1.230 1.230 B061
1.629.739 2.460 1.230 1.230 B148
1.503.583 2.460 1.230 1.230 B124
1.488.498 2.460 1.230 1.230 B086
725.957 2.680 1.340 1.340 B034
668.331 2.800 1.400 1.400 B025
360.055 2.920 1.460 1.460 B009
262.728 3.160 1.580 1.580 B006
212.941 3.300 1.650 1.650 B010
131.988 3.440 1.720 1.720 B012
146.555 3.580 1.790 1.790 B014
97.750 3.740 1.870 1.870 B041
88.539 3.900 1.950 1.950 B008
77.684 4.060 2.030 2.030 B027
64.864 4.220 2.110 2.110 B011
Tabelle A.10. h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar, IDSV Zweistufenversuch 1 : 1000, pmax = 3000
bar
Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
8.125.111 3.000 2.680 320 B082
7.633.900 3.000 2.680 320 B087
7.488.551 3.000 2.680 320 B083
7.442.390 3.000 2.680 320 B097
3.634.912 3.000 2.548 452 B074
3.258.289 3.000 2.548 452 B072
1.215.228 3.000 2.362 638 B088
828.305 3.000 2.242 758 B125
538.250 3.000 2.100 900 B016
172.139 3.000 1.737 1.263 B115
125.140 3.000 1.500 1.500 B021
Tabelle A.11. h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar, IDSV Zweistufenversuch 1 : 1000, pmax = 2250
bar
Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
11.350.673 2.250 2.050 200 B118 Durchläufer
11.350.673 2.250 2.050 200 B096 Durchläufer
4.561.437 2.250 1.685 565 B143
4.099.030 2.250 1.685 565 B131
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Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
3.813.756 2.250 1.685 565 B130
3.592.867 2.250 1.685 565 B132
2.369.556 2.250 1.453 797 B077
1.835.731 2.250 1.453 797 B137
932.817 2.250 1.125 1.125 B123
Tabelle A.12. h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar, IDSV Zweistufenversuch 1 : 10000, pmax = 2250
bar
Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
2.488.800 2.250 1.453 797 B112
2.295.877 2.250 1.453 797 B106
2.288.250 2.250 1.453 797 B147
2.221.148 2.250 1.453 797 B070
Tabelle A.13. h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar, IDSV Betriebslast CORAL
SSZ pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
22.513 2.300 100 2.200 B056
22.195 2.300 100 2.200 B084
21.015 2.300 100 2.200 B142
20.170 2.300 100 2.200 B149
18.941 2.300 100 2.200 B120
12.143 2.500 100 2.400 B065
11.909 2.500 100 2.400 B098
11.266 2.500 100 2.400 B055
10.751 2.500 100 2.400 B094
10.494 2.500 100 2.400 B107
3.898 2.800 100 2.700 B150
3.878 2.800 100 2.700 B079
3.846 2.800 100 2.700 B080
3.732 2.800 100 2.700 B140
3.489 2.800 100 2.700 B103
1.762 3.300 100 3.200 B110
1.586 3.300 100 3.200 B109
1.570 3.300 100 3.200 B105
1.476 3.300 100 3.200 B141
1.469 3.300 100 3.200 B136
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Tabelle A.14. h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar, IDSV Betriebslast CORAL mit Omission
SSZ pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
53.168 2.300 100 2.200 B117
50.295 2.300 100 2.200 B075
47.978 2.300 100 2.200 B069
47.694 2.300 100 2.200 B138
42.762 2.300 100 2.200 B126
37.792 2.300 100 2.200 B108
19.414 2.500 100 2.400 B058
19.191 2.500 100 2.400 B114
17.094 2.500 100 2.400 B102
16.573 2.500 100 2.400 B057
15.056 2.500 100 2.400 B068
6.290 2.800 100 2.700 B111
6.271 2.800 100 2.700 B099
6.018 2.800 100 2.700 B093
5.637 2.800 100 2.700 B089
5.122 2.800 100 2.700 B091
2.440 3.300 100 3.200 B092
2.309 3.300 100 3.200 B113
2.257 3.300 100 3.200 B104
2.197 3.300 100 3.200 B127
2.194 3.300 100 3.200 B063

















Bild A.22. Experimentelle Wöhlerlinie
h/d = 20/5, nicht autofrettiert,
R = 0
















Bild A.23. Experimentelle Wöhlerlinie
h/d = 10/5, Autofrettage 6000
bar, R = 0
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Bild A.24. Experimentelle Wöhlerlinie
h/d = 20/5, nicht autofrettiert,
R = 0, 5
















Bild A.25. Experimentelle Wöhlerlinie
h/d = 10/5, Autofrettage 6000
bar, R = 0, 5


















Bild A.26. Experimentelle Lebensdauerli-
nie h/d = 20/5, nicht auto-
frettiert, Zweistufenversuch 1 :
1000, pmax = 3000 bar


















Bild A.27. Experimentelle Lebensdauerli-
nie h/d = 10/5, Autofretta-
ge 6000 bar, Zweistufenversuch
1 : 1000, pmax = 3000 bar



















Bild A.28. Experimentelle Lebensdauerli-
nie h/d = 20/5, nicht auto-
frettiert, Zweistufenversuch 1 :
1000, pmax = 2250 bar



















Bild A.29. Experimentelle Lebensdauerli-
nie h/d = 10/5, Autofretta-
ge 6000 bar, Zweistufenversuch
1 : 1000, pmax = 2250 bar
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Bild A.30. Experimentelle Lebensdauerli-
nie h/d = 20/5, nicht auto-
frettiert, Zweistufenversuch 1 :
10000, pmax = 2250 bar


















Bild A.31. Experimentelle Lebensdauerli-
nie h/d = 10/5, Autofretta-
ge 6000 bar, Zweistufenversuch
1 : 10000, pmax = 2250 bar














Bild A.32. Experimentelle Lebensdauerli-
nie h/d = 20/5, nicht autofret-
tiert, Betriebslast CORAL














Bild A.33. Experimentelle Lebensdauerli-
nie h/d = 10/5, Autofrettage
6000 bar, Betriebslast CORAL














Bild A.34. Experimentelle Lebensdauerli-
nie h/d = 20/5, nicht autofret-
tiert, Betriebslast CORAL mit
Omission














Bild A.35. Experimentelle Lebensdauerli-
nie h/d = 10/5, Autofrettage
6000 bar, Betriebslast CORAL
mit Omission
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A.2.5 Fraktographische Untersuchungen
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Bild A.36. Bruchflächenaufnahme B015 - Übersicht
Bild A.37. Bruchflächenaufnahme B015 -
Segment S1
Bild A.38. Bruchflächenaufnahme B015 -
Segment S2
Bild A.39. Bruchflächenaufnahme B015 -
Segment S3
Bild A.40. Bruchflächenaufnahme B015 -
Segment S4
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Bild A.41. Bruchflächenaufnahme B005 - Übersicht
Bild A.42. Bruchflächenaufnahme B005 -
Segment S1
Bild A.43. Bruchflächenaufnahme B005 -
Segment S2
Bild A.44. Bruchflächenaufnahme B005 -
Segment S3
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Bild A.45. Bruchflächenaufnahme B013 - Übersicht
Bild A.46. Bruchflächenaufnahme B013 -
Segment S1
Bild A.47. Bruchflächenaufnahme B013 -
Segment S3
Bild A.48. Bruchflächenaufnahme B013 -
Segment S4
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Bild A.49. Bruchflächenaufnahme B026 - Übersicht
Bild A.50. Bruchflächenaufnahme B026 -
Segment S1
Bild A.51. Bruchflächenaufnahme B026 -
Segment S2
Bild A.52. Bruchflächenaufnahme B026 -
Segment S3
Bild A.53. Bruchflächenaufnahme B026 -
Segment S4
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Bild A.54. Bruchflächenaufnahme B042 - Übersicht
Bild A.55. Bruchflächenaufnahme B042 -
Segment S1
Bild A.56. Bruchflächenaufnahme B042 -
Segment S2
Bild A.57. Bruchflächenaufnahme B042 -
Segment S3
Bild A.58. Bruchflächenaufnahme B042 -
Segment S4
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Bild A.59. Bruchflächenaufnahme B048 - Übersicht
Bild A.60. Bruchflächenaufnahme B048 -
Segment S1
Bild A.61. Bruchflächenaufnahme B048 -
Segment S2
Bild A.62. Bruchflächenaufnahme B048 -
Segment S3
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Bild A.63. Bruchflächenaufnahme B053 -
Segment S1
Bild A.64. Bruchflächenaufnahme A031 -
Segment S3
Bild A.65. Bruchflächenaufnahme A031 -
Segment S4
Bild A.66. Bruchflächenaufnahme B022 -
Segment S2
Bild A.67. Bruchflächenaufnahme B022 -
Segment S3
Bild A.68. Bruchflächenaufnahme B064 -
Segment S2
Bild A.69. Bruchflächenaufnahme B101 -
Segment S3
Bild A.70. Bruchflächenaufnahme A060 -
Segment S1
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Bild A.71. Bruchflächenaufnahme B021 - Übersicht
Bild A.72. Bruchflächenaufnahme B115 -
Segment S1
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A.3 Anhang zu Kapitel 5
A.3.1 Materialmodellierung
Programmcode A.1 Eingabeparameter ABAQUS bilineares Werkstoffgesetz mit kinemati-











Programmcode A.2 Eingabeparameter ABAQUS bilineares Werkstoffgesetz mit isotroper











Programmcode A.3 Eingabeparameter ABAQUS bilineares Werkstoffgesetz mit kinemati-












A Bild- und Tabellenanhang
Programmcode A.4 Eingabeparameter ABAQUS bilineares Werkstoffgesetz mit isotroper















Programmcode A.5 Fortran Funktion zur Integration einer Gewichtsfunktion unter Nutzung
von OpenMP [18]
1 INTEGER FUNCTION integrate_sif (num_sif,num_ip,stress,m,sif)
2 !integriert die Gewichtsfunktion mit der Spannungsfunktion
3 !Gewichtsfunktion beinhaltet den Flächenanteil
4 use omp_lib
5 INTEGER num_sif,num_ip
6 DOUBLE PRECISION stress(num_ip)
7 DOUBLE PRECISION m(num_sif,num_ip)
8 DOUBLE PRECISION sif(num_sif)
9 DOUBLE PRECISION x
10 INTEGER i,j









20 !$omp end do
21 !$omp end parallel
22 integrate_sif=0
23 END FUNCTION integrate_sif
Compilier Option: /Qopenmp
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Bild A.74. Eigenspannungen (MPa) infolge Autofrettage 6000 bar, h/d = 10/5
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Bild A.76. Spannungen (MPa) infolge Autofrettage 6000 bar, 2000 bar Innendruck und 2000 bar
Rissuferbelastung, h/d = 10/5
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A.4.2 Simulation Rissfortschritt



























Bild A.77. Risskonturen, h/d = 20/5,
nicht autofrettiert, R = 0,
∆p = 2400 bar, Linear
































Bild A.78. Spannungsintensitäten , h/d =
20/5, nicht autofrettiert, R =
0, ∆p = 2400 bar, Linear











































Bild A.79. Rissfortschritt a − N , h/d =
20/5, nicht autofrettiert, R =
0, Linear









































Bild A.80. Rissfortschritt ∆K −N , h/d =
20/5, nicht autofrettiert, R =
0, Linear









































Bild A.81. Rissfortschritt a − N , h/d =
10/5, Autofrettage 6000 bar,
R = 0, Linear













































Bild A.82. Rissfortschritt ∆K −N , h/d =
10/5, Autofrettage 6000 bar,
R = 0, Linear
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A.4.3 Rechnerischer Einfluss Rissöffnungsbeziehung

























Bild A.83. Wöhlerlinie, Rechnerischer Einfluss
Rissschließverhalten, h/d = 20/5,
nicht autofrettiert, R = 0
























Bild A.84. Wöhlerlinie, Rechnerischer Einfluss
Rissschließverhalten, h/d = 10/5,
Autofrettage 6000 bar, R = 0
























Bild A.85. Wöhlerlinie, Rechnerischer Einfluss
Rissschließverhalten, h/d = 20/5,
nicht autofrettiert, R = 0.5























Bild A.86. Wöhlerlinie, Rechnerischer Einfluss
Rissschließverhalten, h/d = 10/5,
Autofrettage 6000 bar, R = 0.5


























Bild A.87. Lebensdauerlinie, Rechnerischer
Einfluss Rissschließverhalten,
h/d = 20/5, nicht autofrettiert,
Zweistufenversuch 1 : 1000,
pmax = 3000 bar


























Bild A.88. Lebensdauerlinie, Rechnerischer
Einfluss Rissschließverhalten,
h/d = 10/5, Autofrettage 6000
bar, Zweistufenversuch 1 : 1000,
pmax = 3000 bar
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Bild A.89. Lebensdauerlinie, Rechnerischer
Einfluss Rissschließverhalten,
h/d = 10/5, Autofrettage 6000
bar, Zweistufenversuch 1 : 1000,
pmax = 2250 bar


























Bild A.90. Lebensdauerlinie, Rechnerischer
Einfluss Rissschließverhalten,
h/d = 10/5, Autofrettage 6000
bar, Zweistufenversuch 1 : 10000,
pmax = 2250 bar






















Bild A.91. Lebensdauerlinie, Rechnerischer
Einfluss Rissschließverhalten,
h/d = 20/5, nicht autofrettiert,
Betriebslast CORAL






















Bild A.92. Lebensdauerlinie, Rechnerischer
Einfluss Rissschließverhalten,
h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar,
Betriebslast CORAL






















Bild A.93. Lebensdauerlinie, Rechnerischer
Einfluss Rissschließverhalten,
h/d = 20/5, nicht autofrettiert,
Betriebslast CORAL mit Omission






















Bild A.94. Lebensdauerlinie, Rechnerischer
Einfluss Rissschließverhalten,
h/d = 10/5, Autofrettage 6000 bar,
Betriebslast CORAL mit Omission
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A.4.4 Berechnungsergebnisse Bruch























Bild A.95. Wöhlerlinie h/d = 20/5, nicht
autofrettiert, R = 0






















Bild A.96. Wöhlerlinie h/d = 10/5, Auto-
frettage 6000 bar, R = 0






















Bild A.97. Wöhlerlinie h/d = 20/5, nicht
autofrettiert, R = 0, 5





















Bild A.98. Wöhlerlinie h/d = 10/5, Auto-
frettage 6000 bar, R = 0, 5
























Bild A.99. Lebensdauerlinie h/d = 20/5,
nicht autofrettiert, Zweistufen-
versuch 1 : 1000, pmax = 3000
bar
























Bild A.100. Lebensdauerlinie h/d = 10/5,
Autofrettage 6000 bar, Zwei-
stufenversuch 1 : 1000,
pmax = 3000 bar
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Bild A.101. Lebensdauerlinie h/d = 10/5,
Autofrettage 6000 bar, Zwei-
stufenversuch 1 : 1000,
pmax = 2250 bar
























Bild A.102. Lebensdauerlinie h/d = 10/5,
Autofrettage 6000 bar, Zwei-
stufenversuch 1 : 10000,
pmax = 2250 bar




















Bild A.103. Lebensdauerlinie h/d = 20/5,
nicht autofrettiert, Betriebs-
last CORAL




















Bild A.104. Lebensdauerlinie h/d = 10/5,
Autofrettage 6000 bar, Be-
triebslast CORAL




















Bild A.105. Lebensdauerlinie h/d = 20/5,
nicht autofrettiert, Betriebs-
last CORAL mit Omission




















Bild A.106. Lebensdauerlinie h/d = 10/5,
Autofrettage 6000 bar, Be-
triebslast CORAL mit Omis-
sion
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A.5 Anhang zu Kapitel 7






















Bild A.107. 45◦ Bohrungsverschneidung (42CrMo4) - modellierter Bereich mit Berechnungsergebnis-
sen (MPa) bei elastischer Beanspruchung mit p = 1 MPa
Tabelle A.15. Berechnungsergebnisse Dauerfestigkeit R=0, autofrettierte Bohrungsverschneidungen
(42CrMo4)









rechnerische Dauerfestigkeit ∆pD 3150 bar 2850 bar
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Bild A.108. Rissstopp an 45◦ Bohrungsver-
schneidung, h/d = 15/5, aus [107,
Bild 5.14] und [276, Bild 2]
Bild A.109. Geometrie stehenbleibender Riss,
45◦ BV (42CrMo4), Probe 17,
Durchläufer ∆p = 2500 bar, Tabel-
le A.26
Bild A.110. Geometrie stehenbleibender Riss,
45◦ BV (42CrMo4), Probe 27,
Durchläufer ∆p = 2500 bar, Tabel-
le A.26
Bild A.111. Geometrie stehenbleibender Riss,
45◦ BV (42CrMo4), Probe 9,
Durchläufer ∆p = 2800 bar, Tabel-
le A.26
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Bild A.112. 90◦ Bohrungsverschneidung (42CrMo4) - modellierter Bereich mit Berechnungsergebnis-
sen (MPa) bei elastischer Beanspruchung mit p = 1 MPa
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Bild A.113. Geometrie stehenbleibender Riss,
90◦ BV (42CrMo4), Probe 4 - Ecke
1, Durchläufer ∆p = 3000 bar, Ta-
belle A.24
Bild A.114. Geometrie stehenbleibender Riss,
90◦ BV (42CrMo4), Probe 4 - Ecke
2, Durchläufer ∆p = 3000 bar, Ta-
belle A.24
Bild A.115. Rissstopp an 90◦ Bohrungsverschneidung, h/d = 18/6, aus [107, Bild 5.12]
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Bild A.116. 45◦ Bohrungsverschneidung (18CrNiMo7-6) - modellierter Bereich mit Berechnungser-
gebnissen (MPa) bei elastischer Beanspruchung mit p = 1 MPa
Tabelle A.16. Berechnungsergebnisse Dauerfestigkeit R=0, autofrettierte (8000 bar) Bohrungsver-
schneidungen (18CrNiMo7-6)




∆p=2900 bar Rissstillstand Versagen
∆p=3000 bar Rissstillstand
∆p=3100 bar Versagen
rechnerische Dauerfestigkeit ∆pD 3050 bar 2850 bar
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Bild A.117. Geometrie stehenbleibender Riss,
45◦ BV (18CrNiMo7-6), Probe 391,
Durchläufer ∆p = 2950 bar, [71,
Bild A.64]
Bild A.118. Geometrie stehenbleibender Riss,
45◦ BV (18CrNiMo7-6), Probe 406,
Durchläufer ∆p = 2950 bar
Bild A.119. Geometrie stehenbleibender Riss,
45◦ BV (18CrNiMo7-6), Probe 406,
Durchläufer ∆p = 2950 bar
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Bild A.120. 90◦ Bohrungsverschneidung (18CrNiMo7-6) - modellierter Bereich mit Berechnungser-
gebnissen (MPa) bei elastischer Beanspruchung mit p = 1 MPa
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Bild A.121. Geometrie stehenbleibender Riss,
90◦ BV (18CrNiMo7-6), Probe 209,
Durchläufer ∆p = 2950 bar, [71,
Bild A.65]
Bild A.122. Geometrie stehenbleibender Riss,
90◦ BV (18CrNiMo7-6), Probe 192,
Durchläufer ∆p = 2950 bar
Bild A.123. Geometrie stehenbleibender Riss,
90◦ BV (18CrNiMo7-6), Probe 191,
Durchläufer ∆p = 2700 bar
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Bild A.124. VL60 - modellierter Bereich mit mit Berechnungsergebnissen (MPa) bei elastischer Be-
anspruchung mit p = 1 MPa
Tabelle A.17. Berechnungsergebnisse Dauerfestigkeit R=0, Hochdruckverteilerleiste VL60
Bezeichnung
Werkstoff 1.4534.4 1.4534.4 18CrNiMo7-6 18CrNiMo7-6
Autofrettage 14 kbar 20 kbar 14 kbar 20 kbar
∆p=3700 bar Rissstillstand
∆p=3800 bar Versagen
∆p=5100 bar Rissstillstand Rissstillstand
∆p=5200 bar Versagen Versagen
∆p=5900 bar Rissstillstand
∆p=6000 bar Versagen























Bild A.125. Railstück 9/28 - modellierter Bereich mit Berechnungsergebnissen (MPa) bei elastischer
Beanspruchung mit p = 1 MPa
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Bild A.127. Eigenspannungsverteilung (MPa) Rail infolge Autofrettage 7000 bar
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Bild A.128. Bruchfächenaufnahme Railstück 9/28 - Probe R19
Tabelle A.18. IDSV R = 0, Railstück 9/28, Autofrettage 7000 bar
Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
15.379 4.550 50 4.500 R17
27.706 4.200 50 4.150 R18
42.901 3.850 50 3.800 R09
68.472 3.550 50 3.500 R10
113.104 3.250 50 3.200 R08
196.221 3.000 50 2.950 R19
264.145 2.750 50 2.700 R16
Tabelle A.19. IDSV Betriebslast CORAL, Railstück 9/28, Autofrettage 7000 bar,
SSZ pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
12.070 3.100 100 3.000 R15
8.121 3.300 100 3.200 R11
9.021 3.300 100 3.200 R12
9.894 3.300 100 3.200 R07
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A.5.5 Fertigungszeichnungen
Bild A.129. Fertigungszeichnung 45◦ Bohrungsverschneidung (42CrMo4), FVV Vorhaben Autofret-
tage II [251], aus [71]
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Bild A.130. Fertigungszeichnung 90◦ Bohrungsverschneidung (42CrMo4), FVV Vorhaben Autofret-
tage I und II [254,251], aus [71]
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Bild A.131. Fertigungszeichnung 45◦ Bohrungsverschneidung (18CrNiMo7-6), FVV Vorhaben Auto-
frettage III [71], aus [71]
Bild A.132. Fertigungszeichnung 90◦ Bohrungsverschneidung (18CrNiMo7-6), FVV Vorhaben Auto-
frettage III [71], aus [71]
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Bild A.133. Fertigungszeichnung 1 - Hochdruckverteilerleiste VL60
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Bild A.134. Fertigungszeichnung 2 - Hochdruckverteilerleiste VL60
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Bild A.135. Fertigungszeichnung Railstück 9/28
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A.5.6 Ergebnisse Innendrucklschwellversuche an
Bohrungsverschneidungen aus FVV Vorhaben Autofrettage I-III
Autofrettage I-III : [254,251,71]
Tabelle A.20. 90◦ Bohrungsverschneidung, h/d = 18/6, rauhe Verschneidungskante, nicht autofret-
tiert, IDSV R = 0, aus [254, Tabelle 6.1]
Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
2.000.000 1.216 16 1.200 19 Durchläufer
2.000.000 1.276 16 1.260 18 Durchläufer
849.900 1.336 16 1.320 21
629.300 1.420 24 1.396 22
624.300 1.492 24 1.468 23
485.700 1.568 24 1.544 24
303.200 1.645 20 1.625 25
2.133.500 1.750 50 1.700 30 Durchläufer
270.400 1.735 20 1.715 26
202.400 1.825 20 1.805 27
213.100 1.950 50 1.900 28
165.500 2.050 50 2.000 29
Tabelle A.21. 90◦ Bohrungsverschneidung, h/d = 18/6, feinbearbeitete Verschneidungskante, nicht
autofrettiert, IDSV R = 0, aus [254, Tabelle 6.2]
Lastspielzahl pmax pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar] [bar]
2.450.400 1.576 24 1.552 33 Durchläufer
2.000.000 1.576 24 1.552 43 Durchläufer
2.000.000 1.656 24 1.632 50 Durchläufer
703.600 1.656 24 1.632 42
605.400 1.656 24 1.632 39
464.200 1.739 24 1.715 58
2.000.000 1.824 24 1.800 47 Durchläufer
2.000.000 1.824 24 1.800 56 Durchläufer
377.900 2.024 24 2.000 31
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Tabelle A.22. 90◦ Bohrungsverschneidung, h/d = 18/6, rauhe Verschneidungskante, Autofrettage
9550 bar, IDSV R = 0, aus [254, Tabelle 6.3]






[bar] [bar] [bar] [bar] [sec]
2.000.000 1.824 24 1.800 4 Durchläufer,
ohne Anriss
9.530 15
2.000.000 2.424 24 2.400 3 Durchläufer 9.550 20
2.000.000 2.664 24 2.640 2 Durchläufer 9.650 20
2.000.000 3.024 24 3.000 1 Durchläufer 9.600 50
342.000 3.324 24 3.300 9 9.700 50
143.700 3.324 24 3.300 12 9.680 50
Tabelle A.23. 90◦ Bohrungsverschneidung, h/d = 18/6, feinbearbeitete Verschneidungskante, Auto-
frettage 9550 bar, IDSV R = 0, aus [254, Tabelle 6.4]






[bar] [bar] [bar] [bar] [sec]
2.000.000 2.124 24 2.100 53 Durchläufer,
ohne Anriss
9.600 30
2.000.000 2.424 24 2.400 54 Durchläufer 9.580 20
556.000 2.664 24 2.640 55 Durchläufer 9.500 20
535.000 3.024 24 3.000 48 Durchläufer 9.580 30
193.700 3.324 24 3.300 35 9.520 20
Tabelle A.24. 90◦ Bohrungsverschneidung, h/d = 18/6, rauhe Verschneidungskante, Autofrettage
9550 bar, IDSV R = 0, aus [251, Tabelle C.5]
Lastspielzahl pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar]
10.000.000 nicht bekannt 3.000 1 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 3.000 2 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 3.000 3 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 3.000 4 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 3.000 5 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 3.000 6 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 3.000 7 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 3.000 8 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 3.000 9 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 3.000 10 Durchläufer
194
Tabelle A.25. 45◦ Bohrungsverschneidung, h/d = 15/5, nicht autofrettiert, IDSV R = 0, aus [251,
Tabelle C.6 und C.7]
Lastspielzahl pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar]
2.274.000 nicht bekannt 800 90
2.167.000 nicht bekannt 800 89
2.154.000 nicht bekannt 800 87
2.117.000 nicht bekannt 800 88
2.059.000 nicht bekannt 800 86
2.049.000 nicht bekannt 800 85
2.000.000 nicht bekannt 800 84
1.990.000 nicht bekannt 800 83
1.980.000 nicht bekannt 800 82
1.970.000 nicht bekannt 800 81
1.460.590 nicht bekannt 920 98
1.436.220 nicht bekannt 920 100
1.426.150 nicht bekannt 920 92
1.402.310 nicht bekannt 920 95
1.397.060 nicht bekannt 920 91
1.387.460 nicht bekannt 920 93
1.383.650 nicht bekannt 920 97
1.379.180 nicht bekannt 920 99
1.373.580 nicht bekannt 920 96
1.352.160 nicht bekannt 920 94
1.180.500 nicht bekannt 1.000 79
1.102.150 nicht bekannt 1.000 73
1.087.850 nicht bekannt 1.000 72
1.083.920 nicht bekannt 1.000 80
1.075.180 nicht bekannt 1.000 77
1.064.140 nicht bekannt 1.000 76
1.057.950 nicht bekannt 1.000 71
1.053.390 nicht bekannt 1.000 78
1.042.560 nicht bekannt 1.000 75
1.031.400 nicht bekannt 1.000 74
703.160 nicht bekannt 1.200 63
646.290 nicht bekannt 1.200 62
640.490 nicht bekannt 1.200 70
638.170 nicht bekannt 1.200 67
636.130 nicht bekannt 1.200 65
630.660 nicht bekannt 1.200 68
623.220 nicht bekannt 1.200 64
618.290 nicht bekannt 1.200 61
617.300 nicht bekannt 1.200 69
614.210 nicht bekannt 1.200 66
449.240 nicht bekannt 1.400 58
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Lastspielzahl pmin ∆p Prüfling Anmerkung
431.250 nicht bekannt 1.400 57
427.990 nicht bekannt 1.400 55
417.970 nicht bekannt 1.400 52
417.560 nicht bekannt 1.400 53
412.010 nicht bekannt 1.400 56
405.820 nicht bekannt 1.400 60
404.680 nicht bekannt 1.400 51
401.230 nicht bekannt 1.400 54
392.850 nicht bekannt 1.400 59
Tabelle A.26. 45◦ Bohrungsverschneidung, h/d = 15/5, Autofrettage 8500 bar, IDSV R = 0, aus
[251, Tabelle C.8]
Lastspielzahl pmin ∆p Prüfling Anmerkung
[bar] [bar]
1.787.830 nicht bekannt 2.300 2 Durchläufer
2.229.280 nicht bekannt 2.400 2 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 2.500 23 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 2.500 24 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 2.500 25 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 2.500 26 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 2.500 27 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 2.500 28 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 2.500 29 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 2.500 30 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 2.500 31 Durchläufer
10.000.000 nicht bekannt 2.500 32 Durchläufer
2.000.000 nicht bekannt 2.500 13 Durchläufer
2.000.000 nicht bekannt 2.500 14 Durchläufer
2.000.000 nicht bekannt 2.500 15 Durchläufer
2.000.000 nicht bekannt 2.500 16 Durchläufer
2.000.000 nicht bekannt 2.500 17 Durchläufer
2.000.000 nicht bekannt 2.500 18 Durchläufer
2.000.000 nicht bekannt 2.500 19 Durchläufer
2.000.000 nicht bekannt 2.500 20 Durchläufer
2.000.000 nicht bekannt 2.500 21 Durchläufer
2.000.000 nicht bekannt 2.500 22 Durchläufer
2.700.000 nicht bekannt 2.800 9 Durchläufer
1.902.000 nicht bekannt 2.800 4
1.629.920 nicht bekannt 2.800 8
1.228.000 nicht bekannt 2.800 7
1.226.000 nicht bekannt 2.800 11
1.096.000 nicht bekannt 2.800 12
996.100 nicht bekannt 2.800 5
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Lastspielzahl pmin ∆p Prüfling Anmerkung
934.180 nicht bekannt 2.800 10
908.040 nicht bekannt 2.800 6
773.280 nicht bekannt 2.800 3
476.200 nicht bekannt 3.000 1
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Probe pmin [bar] ∆p [bar] Lastspielzahl N Anmerkung
391 50 2.950 5.000.000 Durchläufer
392 50 3.200 1.247.389 Bruch
394 50 3.200 773.865 Bruch
395 50 2.700 5.000.000 Durchläufer
400 50 3.200 1.186.000 Bruch
404 50 3.200 1.318.593 Bruch
405 50 2.950 3.631.247 Bruch
406 50 2.950 5.000.000 Durchläufer
409 50 2.950 3.574.488 Bruch
410 50 3.200 512.500 Bruch
413 50 2.950 5.000.000 Durchläufer
Tabelle A.27. Innendruckschwellversuche - 45˚ Bohrungsverschneidung, Blindhärtung,
paut=8000 bar, aus [71, Tabelle A.1]


























 = 8000 bar
Bild A.136. Wöhlerliniendiagramm, 45˚ Bohrungsverschneidung, Blindhärtung, paut=8000 bar, aus
[71, Bild A.25]
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Probe pmin [bar] ∆p [bar] Lastspielzahl N Anmerkung
191 50 2.700 5.000.000 Durchläufer
192 50 2.950 5.000.000 Durchläufer
193 50 2.950 5.000.000 Durchläufer
201 50 3.200 3.691.800 Bruch
202 50 3.200 1.751.700 Bruch
204 50 3.200 2.534.600 Bruch
205 50 2.950 5.000.000 Durchläufer
206 50 3.200 3.886.600 Bruch
207 50 2.950 5.000.000 Durchläufer
208 50 3.200 3.438.277 Bruch
209 50 2.950 5.000.000 Durchläufer
Tabelle A.28. Innendruckschwellversuche - 90˚ Bohrungsverschneidung, Blindhärtung,
paut=8000 bar, aus [71, Tabelle A.6]


























Bild A.137. Wöhlerliniendiagramm, 90˚ Bohrungsverschneidung, Blindhärtung, paut=8000 bar, aus
[71, Bild A.30]
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B Erstbe- und -entlastungkurven
B.1 Werkstoff 42CrMo4 (Rm=936 MPa)
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Bild B.1. Erstbe- und -entlastungskurven 42CrMo4 (Rm=936 MPa) aus Werkstoffversuchen aus Ka-
pitel 3


























Bild B.2. Zugversuch für Werkstoff 42CrMo4
(Rm=936 MPa) mit Materialdaten-
satz für FE
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Bild B.3. Erstentlastungskurven für Werkstoff
42CrMo4 (Rm=936 MPa) mit Mate-
rialdatensatz für FE





















6 189388., 0.3, 5054., 5., 37.47, 0.003
7 185837., 0.3, 4205., 5.26, 44.19, 0.006
8 178566., 0.3, 3922., 5.26, 45.53, 0.011
9 176084., 0.3, 3543., 5.56, 49.7, 0.016
10 159998., 0.3, 3238., 6.25, 49.4, 0.046
11 **
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B Erstbe- und -entlastungkurven
B.2 Werkstoff 42CrMo4 (Rm=1030 MPa)













Bild B.4. Zugversuch, Materialdatensatz für FE
Werkstoff 42CrMo4 (Rm=1030 MPa),
aus [254]
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Bild B.5. Erstentlastungskurven, Materialda-
tensatz für FE Werkstoff 42CrMo4
(Rm=1030 MPa), aus [254]




















6 207500., 0.3, 9220., 4.76, 22.51, 0.00015
7 207500., 0.3, 5311., 4.76, 39.07, 0.00515
8 183400., 0.3, 3544., 6.25, 51.76, 0.01515
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Bild B.6. Erstbe- und -entlastungskurven 18CrNiMo7-6, aus [71]













Bild B.7. Zugversuch für Werkstoff
18CrNiMo7-6 mit Materialdaten-
satz für FE
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B Erstbe- und -entlastungkurven
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Bild B.9. Erstbe- und -entlastungskurven 1.4534.4 aus Werkstoffversuchen













Bild B.10. Zugversuch für Werkstoff 1.4534.4
mit Materialdatensatz für FE
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Bild B.11. Erstentlastungskurven für Werkstoff
1.4534.4 mit Materialdatensatz für
FE
205
B Erstbe- und -entlastungkurven

















6 171746., 0.3, 4925., 7.14, 34.87, 0.0228785
7 163616., 0.3, 4251., 8.33, 38.48, 0.0428785
8 151100., 0.3, 3620., 10., 41.74, 0.0728785




C Linear elastische Bruchmechanik
C.1 Vorbemerkungen
Die Beanspruchungen an einem Riss werden in drei Modi eingeteilt, Bild C.1.
Bild C.1. Rissmodi, aus [49]
C.2 Lösungen Spannungsintensitätsfaktoren (Mode I)


















pia · F (φ) (C.2)
F (φ) = 1.211− 0.186
√
sinφ (10◦ < φ < 170◦) (C.3)
(Genauigkeit: 2%)
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C Linear elastische Bruchmechanik
Bild C.2. FE-Netz kreissegmentförmige Ober-
flächenriss mit φmax = 72◦
Bild C.3. Ausschnitt Bild C.2








pia · FQ (φ) (C.4)
FQ ist nächerungsweise das Produkt der Oberflächenkorrekturfunktion (Gl. C.3) für die Winkel
φ und pi2 − φ.















(10◦ < φ < 80◦) (C.5)
(Genauigkeit: 3%)
C.2.4 Kreissegmentförmige Oberflächenrisse unter konstanter Spannung
im segmentunendlichen Raum
Es sind keine Lösungen für kreissegmentförmige Oberflächenrisse bekannt. In Abaqus wurden
Risse mit Öffnungswinkeln φmax, die ganzzahle Teiler (2 .. −8) des Vollkreises sind, modelliert.
Es wurden Zylinder mit r/a = 10 und h/a = 10 unter Ausnutzung der Symmetriebedingung
modelliert. Das FE-Modell bestand aus 30x30x15 Elementen in der Nähe der Rissspitze. Es
wurden ausschließlich die Hexaeder- (C3D20) und Wedge- (C3D15) Elemente mit quadratischer
Ansatzfuntion verwendet. Das Gesamtmodell bestand aus rund 34000 Elementen, 137000 Kno-
ten und 420000 Freiheitsgraden. Die Bilder C.2 und C.3 zeigen beispielhaft ein FE-Netz für
φmax = 72◦. Die Abweichung der mittels finiter Elemente ermittelten Spannungsintensitäten
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Bild C.4. Spannungsintensitätsfaktoren für kreissegmentförmige
Oberflächenrisse mit FE ermittelt
gegenüber den Gleichungen C.4 und C.2 für den viertelkreisförmigen (φmax = 90◦) und den
halbkreisförmigen (φmax = 180◦) Oberflächenriss beträgt maximal 2, 5%90. In Bild C.4 sind
die Ergebnisse der FE-Analyse dargestellt.
Ausgehend von Gl. C.3 für den halbkreisförmigen Oberflächenriss wurden die enthaltenen Kon-
stanten in Variablen umgewandelt (abhängig von φmax - Gl.’en C.6, C.7 und C.8). Für die
untersuchten Winkel φmax sind in Bild C.5 die Ergebnisse dargestellt. Die Abweichungen zu






pia · Fφmax (φ) (C.6)







 1, 13 + 0, 05 · φmax für φmax 6
pi
2




 0, 08 · φmax für φmax 6
pi
2
0, 08 + 0, 03 · φmax für φmax > pi2
(C.8)
90Zur Kontrolle der Genauigkeit der FE-Modellierung ist ein kreisförmiger Innenriss (90◦ Teilmodell) mit der-
selben Vernetzung berechnet worden. Es ergeben sich Abweichungen von maximal 0, 25% von der analytischen
Lösung nach Gleichung C.1.
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Bild C.5. Spannungsintensitätsfaktoren für kreissegmentförmige
Oberflächenrisse, nach Gleichung C.7
C.2.5 Elliptischer Innenriss unter konstanter Spannung
Die Ortskurve einer Ellipse ist gegeben durch:
x = a · cos θ
y = b · sin θ
(C.9)




















1− k2 sin2 ϕ dϕ (C.11)










k = sinα, λ = tan2(α/2)
(C.12)
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C.3 Anwendung von Gewichtfunktionen zur Ermittlung
von Spannungsintensitätsfaktoren
Gewichtsfunktionen sind Lösungen für die Ermittlung von Spannungsintensitäten. Die Ge-
wichtstfunktion gibt an, wie groß der Spannungsintensitätsfaktor unter einem Einzellastpaar
auf den Rissflanken (Stelle x) mit der Risslänge a ist.
Kx(F = 1) = m(x, a) (C.13)
Druck auf den Rissuferen erzeugt positive Spannungsintensitäten.
1
Bild C.6. Gewichtsfunktion als Spannungsintensität (nur obere Rissuferbelastung dargestellt)
Gewichtsfunktionen bieten die Möglichkeit, mit Spannungen aus dem ungerissenen Zustand
Spannungsintensitätsfaktoren durch Integration zu ermitteln. In Abbildung C.7 ist das Super-
positionsprinzip für die Anwendung der Gewichtsfunktion dargestellt. Gesucht ist die Span-
nungsintensität für den gerissenen Zustand unter äußerer Belastung. Dieser Zustand kann als
Summation der beiden nachfolgenden Zustände betrachtet werden.
• Auf die Rissufer wird diejenige Spannungsverteilung aufgebracht, die den Riss wieder
schließt (Spannungsintensität 0). Diese Spannungsverteilung ist die Spannungsverteilung
des ungerissenen Zustandes.
• Auf das System wird der o. g. Spannungsverlauf des ungerissenen Zusatndes mit entge-






Bild C.7. Superpositionssprinzip zur Emittlung der Spannungsintensität, schematisch (nur obere Ris-
suferbelastung dargestellt)
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Zur Ermittlung der Spannungsintensität muss das Produkt aus Gewichtsfunktion und Span-




m(x, a) · σ(x)dx (C.14)
C.3.1 2D-Gewichtsfunktion nach Ma
Ma et. al. [174] haben für ein dickwandiges Rohr eine Gewichtsfunktion für einen axialen





Bild C.8. Geometrie für Gewichtsfunktion nach Ma [174] und Shen und Glinka [256]













































Der Gültigkeitsbereich beträgt dabei 0 < a/(Ro − Ri) < 0, 8 und 0, 3 ≤ Ri/Ro ≤ 0, 8 (bzw.
1, 25 ≤ Ro/Ri ≤ 3, 33). Diese Gewichtsfunktion wurde mit anderen aus der Literatur bekannten
Lösungen und mit FEM Ergebnissen verglichen. Dieser Vergleich zeigte nur Unterschiede im
Bereich von maximal 1%.
C.3.2 2D-Gewichtsfunktion nach Shen und Glinka
Neben einer Gewichtsfunktion für einen inneren Umfangsriss ist auch eine Gewichtsfunktion






























































91Anwendung von Kiciak et. al. [148,149]
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Die Parameter Y0, Y1 und Y2 in [256] sind ausschließlich für das Radienverhältnis Ro/Ri = 2, 0
gültig. Die Gültigkeit ist weiterhin auf die den Bereich von 0 ≤ r ≤ 0, 8 begrenzt.
C.3.3 2D-Gewichtsfunktion nach Parker



















Bild C.9. Geometrie für Gewichtsfunktion nach Parker [207]
m1 = A1 +B1(a/W )2 + C1(a/W )6 (C.23)
m2 = A1 +B2(a/W )2 + C2(a/W )6 (C.24)
(C.25)
(A1 = 0.6147 A2 = 0.2502 B1 = 17.1844 B2 = 3.2899 C1 = 8.7822 C2 = 70.0444)
Diese Gewichtsfunktion ist gültig bis zu a/W ≤ 0.5). Diese Gewichtsfunktion wurde in [63]
angewendet.
92Anwendung z.B. von Daniewicz et. al. [63]
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D Anrisslebensdauerberechnung
Die Anrisslebensdauern werden mit dem Örtlichen Konzept (Anrisskonzepte) berechnet, siehe
[39,250,228,74]. Für die Berechnung der Anrisslebensdauer müssen bekannt sein:
• das zyklisch stabilisierte Werkstoffverhalten,
• die Dehungswöhlerlinie für Anriss,
• die elastische Übertragunghsfaktor Kt,
• die Bauteilfließkurve oder die vollplastzische Formzahl Kp und
• der Größeneinfluss.
D.1 Anrisslebensdauern für 90◦ Bohrungsverschneidungen
aus 42CrMo4 (Rm=936 MPa)
Die Anrisslebensdauern wurden aus dem Vorhaben Betriebsfestigkeit Hochdruckbauteile [278]
übernommen:
Die Berechnungen wurden hier mit dem Programm FLEP [123] durchgeführt.
Die zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurve ergab sich aus den durchgeführten Versuchen









Die Werkstoffwöhlerlinie wurde mit den Formeln des „Uniform Material Law“ (UML) [51]
für Rm = 940MPa bestimmt. Die Mittelspannungsbewertung erfolgte durch Verwenden des
Schädigungsparameters nach Smith, Watson und Topper [262],
PSWT =
√
σmax · εa · 198000MPa. (D.2)
Die PSWT-Wöhlerlinie des UML wurde abschnittsweise durch einfache Potenzgesetze ap-
proximiert. Sie wurde anschließend noch in Beanspruchungsrichtung um einen Faktor ver-
schoben, um die Oberflächenrauigkeit und den Größeneinfluss zu erfassen. Der Oberflä-
cheneinflussfaktor konnte der FKM-Richtlinie [125] entnommen werden. Er nimmt im
vorliegenden Fall mit gemessener Rautiefe Rz = 3.5µm den Wert KR = 0.92 an. Die
Stützziffer zur Erfassung des Größeneinflusses betragt nSt = 1.2. Dies ergab sich zum
einen ebenfalls aus der FKM-Richtlinie [125] für den mit der Methode der Finiten Ele-
mente ermittelten bezogenen Spannungsgradienten G¯σ = 8 1mm . Andererseits erhält man
denselben Zahlenwert, wenn man die Stützziffer nach dem Konzept des statistischen Grö-
ßeneinflusses berechnet. Dazu wurde hier das oberflächenbezogene Spannungsintegral nach
der Methode SPIEL [72] unter Verwendung eines Weibullexponenten κ = 25 berechnet. Es
ergab sich eine äquivalente Oberfläche von A = 0.86mm2. Für die äquivalente Oberfläche
der Werkstoffproben, die dem UML zugrunde liegen, wurde Aref = 63mm2 angesetzt. Die
214
Stützziffer folgt aus nSt = (ArefA )
1
κ ≈ 1.2. Natürlich darf nur eine Stützziffer, entweder
nach der FKM-Richtlinie oder gemäß dem statistischen Größeneinfluss angewendet wer-
den. Da hier gleich große Werte erschienen, musste keine Entscheidung getroffen werden.





2 − 1 ≈ 1.13 (D.3)












PSWT < 825 MPa
PSWT,D = 496 MPa
(D.4)
In der Anrisslebensdauerberechnung bei Betriebsbelastung wurde die Dauerfestigkeit PSWT,D
nicht zum Ansatz gebracht, d.h. obige Wöhlerlinie wurde elementar aus dem Zeitfestigkeits-
gebiet in den Bereich unter die Dauerfestigkeit verlängert.
In [248] wurde die Werkstoffdauerfestigkeit noch um einen Faktor 0.9 abgemindert, um
den Einfluss einer Vorverformung abzubilden. In Analogie dazu läge es nahe, auch die
Werkstoffwöhlerlinie bei der Anrisslebensdauerberechnung autofrettierter Bauteile um die-
sen Faktor abzumindern. Dies erfolgte hier allerdings deshalb nicht, weil hier die bei der
Autofrettage aufgebrachten Kerbdehnungen an der Verschneidungskante der Bohrungen
um ein Vielfaches höher sind als in der seinerzeitigen Untersuchung. Der in Rede stehen-
de Abminderungsfaktor ist nämlich abhängig von dem Grad der Vorverformung und steigt
nach Durchlaufen eines Minimums in der Größenordnung von 0.9 bei Vorverformungen
um 0.1 mit zunehmender Vorverformung wieder an und kann Werte über 1 annehmen. Da




















Die zyklische Bauteilfließkurve, d.h. der Zusammenhang zwischen Innendruck und der
örtlichen Vergleichsdehnung an der Verschneidungskante, wurde mit der Methode der Fi-
niten Elemente für beide Probengeometrien berechnet. Diese Bauteilfließkurven wurden
bei der Anrisslebensdauerberechnung anstelle einer ansonsten üblichen Näherungsformel
verwendet. Die Kurven sind in Bild D.1 dargestellt. Es ist anzumerken, dass in dieser
Berechnung im Gegensatz zur Berechnung des Autofrettagevorgangs hier die zyklische
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D Anrisslebensdauerberechnung
Spannungs-Dehnungs-Kurve, Gl. (D.1), als Werkstoffgesetz verwendet wurde. Durch al-
leinige Verwendung dieser Bauteilfließkurve werden transiente Vorgänge der zyklischen
Werkstoffentfestigung und der zyklischen Relaxation nicht erfasst.
Die am Anrissort durch Autofrettage eingebrachte Eigenspannung in Höhe von σeig =
−698MPa wurde mit der Methode der „dünnen Randschicht“ [253] erfasst.
Die Verwendung des Parameters PSWT [263] als Schädigungsparameter führt zu einer Über-
schätzung der Schwingfestigkeit bei negativen Mittelspannungen für den Werkstoff 42CrMo4,
siehe Autofrettage I [254]. Die Verwendiung des modifizierten PSWT,mod. nach Beste [41] führt




σmax · εa · E = PSWT für σm > 0
√
σa · εa · E für σm < 0
(D.5)
Für die hier untersuchten Bohrungsverschneidungen ist der Unterschied zwischen PSWT und
PSWT,mod sehr gering. Die nicht autofrettierten Varianten unterscheiden sich nicht, weil das
lokale Rσ-Verhältnis immer größer als −1 ist. Für die autofrettierten Varianten gibt es nur für
wenige Fälle geringe Druckmittelspannung, so dass die Unterschiede in den Lebensdauervor-
hersagen marginal sind.
D.2 Anrisslebensdauern für 45◦ und 90◦
Bohrungsverschneidungen aus 42CrMo4
(Rm =1030 MPa) aus Autofrettage I und II
Die Berechnungen der Anrisslebensdauern wurden in Anlehnung an Kapitel D.3 durchgeführt.
Das Programm FLEP kam dabei ebenso zum Einsatz.














σmax · εa · 210000MPa (D.7)







PSWT,D = 468 MPa
(D.8)
Für die Berücksichtigung des Größeneinflusses wurde auf die Synthetischen Wöhlerlinien [40]
zurückgegriffen. In Tabelle D.1 sind die Eingangsparameter angegeben.
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Tabelle D.1. Kerbfaktoren und Größeneinfluss





90◦ BV, nicht autofrettiert, fein
bearbeitet
5,48 6,21 20 0,80 4,90 1,20 1,03
90◦ BV, nicht autofrettiert, ge-
bürstet
5,48 6,21 100 0,69 4,90 1,20 0,95
45◦ BV, nicht autofrettiert 10,6 11,50 100 0,69 17,13 1,27 1,03

















PSWT,D = 444 MPa.
(D.10)
D.3 Anrisslebensdauern für Railstück 9/28 aus 42CrMo4
(Rm=936 MPa)
Die Berechnung des Größereneinflusses nach den Synthetischen Wöhlerlinien ergibt einen Ge-
samtgrößeneinflussfaktor f = 1, 00 (Rz = 100 µm)








= N9756 PSWT < 790 MPa
PSWT,D = 438 MPa
(D.11)
217
E Elastische und plastische Formzahlen für
Bohrungsverschneidungen
Tabelle E.1. Elastische und plastische Formzahlen von Bohrungsverschneidungen in Abhängigkeit
des Verschneidungswinkels φmax und des Wandstärkenverhältnisses h/d
φmax [◦] h/d Kt,v Kt,I K∗p Kp
90 2,0 7,44 6,42 0,733 5,45
90 2,5 6,12 5,14 0,945 5,82
90 3,0 5,48 4,46 1,13 6,21
90 4,0 4,80 3,79 1,43 6,84
90 6,0 4,31 3,30 1,79 7,72
90 10,0 4,07 3,06 1,81 7,34
60 2,0 11,0 9,97 0,710 7,78
60 2,5 8,90 7,92 0,930 8,28
60 3,0 7,87 6,89 1,11 8,76
60 4,0 6,90 5,91 1,40 9,65
60 6,0 6,19 5,20 1,77 10,9
60 10,0 5,86 4,87 1,95 11,4
45 2,0 15,3 14,4 0,685 10,5
45 2,5 12,1 11,2 0,907 11,0
45 3,0 10,6 9,62 1,08 11,5
45 4,0 9,22 8,23 1,34 12,4
45 6,0 8,29 7,30 1,74 14,4
45 10,0 7,85 6,86 2,01 15,8
Tabelle E.2. Elastische und plastische Formzahldefinition
Bezeichung Anmerkung
Kt,v = σvp elastische Kerbform-
wahl auf von Mises-
Vergleichsspannung bezogen
mit σv als elastisch ermittelter von
Mises-Vergleichsspannung im Kerb.
Kt,I = σIp elastische Kerbformwahl auf
erster Hauptspannung bezo-
gen





plastische Kerbformwahl mit pp als vollplastischer Grenzdruck
für elastisch-idealplastisches Werk-





= ppRp0,2 auf Nennspannung bezogene
Kerbformwahl
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